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Die dreistufige Neutral Point Clamped (kurz: 3L-NPC) Topologie gilt als vielverspre-
chendster Typ für das elektrische Umrichtersystem in Windenergieanlagen mit hoher
Leistung oberhalb von 3 MW und kommt dort bereits heutzutage am häufigsten zum
Einsatz. Dennoch stellt die im Vergleich zu anderen Topologien geringere Zuverlässig-
keit aufgrund fehlender Hardware-Redundanz einen bedeutenden Nachteil dar. Weiter-
hin ist die Behandlung der Konkurrenzsituation zwischen der Ausbalancierung der für
diesen Umrichtertyp charakteristischen Neutralpunktspannung und den Optimierungs-
zielen der Ansteuerverfahren als Herausforderung anzuführen.
In dieser Arbeit wird die Ausstattung dieses Umrichtertyps mit der Eigenschaft der
Fehlertoleranz gegenüber Fehlern in den Leistungshalbleiter-Ventilen als mögliche Stra-
tegie für die Erhöhung der Zuverlässigkeit untersucht. Dabei steht die für Mittelspan-
nungsumrichter typische Presspack-Bauform im Fokus. Für denkbare fehlertolerante
Topologien werden die Fehlertoleranz und der Nutzen für die Zuverlässigkeit, der tech-
nische Aufwand und die Kosten sowie die Auswirkungen auf den Betrieb analysiert
und bewertet. Als Resultat dieser Analysen gehen zwei Topologien auf Basis zusätz-
licher Halbbrücken hervor, die sich als besonders geeignet und sinnvoll erweisen, um
die Zuverlässigkeit des Systems unter vertretbarem Mehraufwand wirksam zu erhö-
hen. Dies sind zum einen eine passiv redundante 3L-NPC-Zusatzhalbbrücke und zum
anderen eine aktiv redundante dreistufige Flying Capacitor (kurz: 3L-FC) basierte Zu-
satzhalbbrücke. Beide ermöglichen die Aufrechterhaltung des Umrichterbetriebs ohne
Leistungseinbußen in allen denkbaren Fehlerfällen seitens einzelner Ventile.
Die Topologie mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke stellt zusätzliche Vorteile in Aus-
sicht, da sie im Normalbetrieb die Möglichkeit bietet, die Aufgabe der Ausbalancie-
rung der Neutralpunktspannung vollständig zu übernehmen. Daher wird zunächst ein
geeignetes Ansteuerverfahren entwickelt und in Theorie, Simulation und Praxis mit
Hilfe eines selbst konzipierten Laborteststandes näher untersucht. Dabei erweist sich
die Verwendung diskontinuierlicher Verfahren der Pulsweitenmodulation (PWM) für
die Ansteuerung der Basishalbbrücken als vorteilhaft, um ein verlustloses Schalten der
Zusatzhalbbrücke zu gewährleisten. Weiterhin wird der tatsächliche Nutzen der Topo-
logie für den vorliegenden Anwendungsfall analysiert. Dabei besteht der größte Vorteil
darin, dass die Gesamtschaltverluste im oberen Modulationsbereich (M > 1) reduziert
werden können.
Als Schlüssel für die Umschaltung zwischen Normal- und Notbetrieb werden weiter-
hin die Fehlerdetektion, Fehlerisolierung und Rekonfiguration für beide fehlertolerante
Topologien in Theorie und Praxisanteilen untersucht. Dabei werden für alle zu tolerie-




The three-level Neutral Point Clamped (short: 3L-NPC) topology is considered to be
the most promising type of power electronic converter in high power wind turbine sys-
tems above 3 MW. In such applications it is already the most frequently used type of
converter nowadays. Nevertheless, the reduced reliability due to lack of hardware red-
undancy in contrast to other topologies is an important disadvantage. Furthermore the
competitive situation between the neutral-point voltage balance, which is distinctive to
this type of converter, and the objectives of the modulation methods is a challenge.
In this work the endowment of this type of power electronic converter with the ability
of fault tolerance towards failures in power semiconductor switches is investigated as
a strategy to increase the reliability, whereas focus is set on presspack devices, which
are typically used for medium voltage converters. The fault tolerance and the benefit
in regard to reliability, the technical effort and the costs as well as the impact on
operation are analysed and evaluated for possible fault tolerant topologies. As the result
from this analysis two topologies based on additional legs arise to be very suitable and
reasonable to effectively increase the system reliability at justifiable expenses. These are
a passive redundant additional 3L-NPC leg and an active redundant three-level Flying
Capacitor (3L-FC) based additional leg. They both enable maintenance of operation in
case of every possible fault case in single power semiconductor switches in the converter
without power reduction.
The topology with 3L-FC based leg promises additional advantages, since it provides
the possibility to completely manage the task of voltage balancing in normal operation
mode. Therefore a suitable method to control the converter is developed and analysed
by means of theory, simulation and experimental results, which are taken from a self-
built laboratory test bench. Discontinuous pulse-width modulation (PWM) methods
for control of the main legs turn out to be advantageous for lossless switching of the
additional leg. Afterwards the benefit of this topology is analysed in regard to this
specific application. The main advantage is the reduction of overall switching losses in
the upper modulation range (M > 1).
As the key for switching between normal and fault operation mode both topologies are
investigated in terms of fault detection, fault isolation and reconfiguration by means of
theory and experimental parts. It is shown that there are strategies to change operation
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1 Einleitung
Windenergieanlagen werden heutzutage in zunehmendem Maße in Gegenden mit einer
erschwerten Zugänglichkeit aufgestellt. Dies ist insbesondere auch dem wachsenden
Offshore-Einsatz geschuldet. Da eine regelmäßige Wartung und rasche Reparatur im
Falle eines Defektes somit immer problematischer werden, kommt der Zuverlässigkeit
der Anlagenkomponenten eine immer größere Bedeutung zu. Dies gilt auch für das
elektrische Umrichtersystem, das im Vergleich zu anderen Komponenten eine hohe
Ausfallrate aufweist.
Der dreistufige Neutral-Point-Clamped Umrichter in Ausführung als Vollumrichter auf
Mittelspannungsebene mit der üblicherweise für die Leistungshalbleiter verwendeten
Presspack-Bauform ist eine Topologie, die bei hohen Anlagenleistungen aufgrund ih-
rer Vorteile als besonders vielversprechend angesehen wird und bereits heutzutage am
häufigsten zum Einsatz kommt. Er offenbart jedoch auch einen großen Nachteil. Im
Gegensatz zur klassischen Parallelschaltung von Zwei-Level Umrichtern weist er kei-
nerlei inhärente Hardware-Redundanz auf. So können im Falle eines Defektes in einem
der Leistungshalbleiter der Ausfall des Umrichters und der gesamten Anlage die Folge
sein. Aus diesem Grund erscheinen Modifikationen der Topologie zur Ermöglichung
von fehlertolerantem Betrieb, also der Aufrechterhaltung des Betriebs trotz Vorliegens
eines Defektes, als vielversprechende Strategie, um die Zuverlässigkeit des Umrichters
wirksam zu erhöhen. In der Vergangenheit wurden verschiedene fehlertolerante Topo-
logien auf Basis des Neutral-Point-Clamped Umrichters entwickelt und veröffentlicht,
allerdings meistens in allgemeiner Form ohne konkreten Anwendungsbezug. Bis zum
heutigen Zeitpunkt konnten keine Hinweise für einen bereits erfolgenden Einsatz solcher
Topologien in Windenergieanlagen gefunden werden.
In dieser Arbeit sollen die Möglichkeiten für fehlertoleranten Betrieb auf Basis des
Neutral-Point-Clamped Umrichters für den Einsatz in Windenergieanlagen unter Be-
rücksichtigung der zuvor genannten Randbedingungen erforscht werden. Dazu werden
in Kapitel 2 zunächst die Problemstellung genauer verdeutlicht, die Ziele vorgegeben
und der Beitrag der Arbeit dargelegt. Anschließend erfolgt in Kapitel 3 eine ausführ-
liche Untersuchung der Möglichkeiten für fehlertoleranten Betrieb, wobei der Aspekt
der Zuverlässigkeit im Vordergrund steht. Eine der beiden Topologien, die sich als be-
sonders geeignet erweisen, stellt zusätzliche Vorteile in Bezug auf die Ansteuerung im
Normalbetrieb in Aussicht. Daher wird in Kapitel 4 zunächst eine geeignete Strategie
für die Ansteuerung erarbeitet, bevor diese dann in Kapitel 5 genauer untersucht wird,
insbesondere um den Nutzen für den Normalbetrieb festzustellen. Danach werden die
beiden geeigneten Topologien in Kapitel 6 im Hinblick auf Fehlerarten und die damit
verbundenen Aspekte Fehlerdetektion und Rekonfiguration näher betrachtet. Kapitel 7
fasst die wichtigsten Ergebnisse der Arbeit zusammen und schließt mit einem Fazit.
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2 Problemstellung, Zielsetzung und Beitrag
der Arbeit
In diesem Kapitel sollen zunächst die Problemstellung exakt verdeutlicht werden und
anschließend die daraus abgeleiteten Ziele der Arbeit vorgegeben werden. Weiterhin
soll der Beitrag der Arbeit mit Abgrenzung zu existierenden wissenschaftlichen Ver-
öffentlichungen dargelegt werden. Abschnitt 2.1 startet mit einer Verdeutlichung der
Problemstellung unter Darlegung der erforderlichen Grundlagen. Im Anschluss werden
in Abschnitt 2.2 die Ziele der Arbeit unter Vorgabe von Randbedingungen definiert.
Nachdem Abschnitt 2.3 den Beitrag der Arbeit offenlegt, wird in Abschnitt 2.4 eine
kurze Zusammenfassung gegeben.
2.1 Problemstellung
Zur Verdeutlichung der Problemstellung ist zunächst die Darlegung einiger Grundlagen
erforderlich. Das Maß an Zuverlässigkeit und Verfügbarkeit des elektrischen Umrich-
tersystems einer Windenergieanlage (WEA) variiert mit der verwendeten Umrichter-
topologie. Jedoch sind es neben der Zuverlässigkeit auch andere Aspekte, die über
die Wahl einer bestimmten Topologie entscheiden und im Folgenden deutlich werden.
Weiterhin kann das Umrichtersystem nicht unabhängig vom Antriebssystem betrachtet
werden. Aus diesen Gründen wird in Unterabschnitt 2.1.1 zunächst auf den Stand der
Technik und Zukunftstrends in Bezug auf Antriebs- und Umrichterkonzepte in WEAs
eingegangen. Anschließend werden in Unterabschnitt 2.1.2 die Rolle des elektrischen
Umrichtersystems in Bezug auf die Verfügbarkeit einer WEA herausgearbeitet und
mögliche Strategien zur Erhöhung selbiger diskutiert.
2.1.1 Stand der Technik und Trends in Windenergieanlagen
Das Ziel einer WEA ist die Nutzbarmachung von Windenergie durch Umwandlung in
elektrische Energie. Dazu wird die im Wind enthaltene Energie zunächst mit Hilfe eines
Rotors in mechanische Energie konvertiert und diese wiederum mit einem Generator
in elektrische Energie. Bei WEAs mit drehzahlvariablem Antrieb hat ein Frequenzum-
richter weiterhin die Aufgabe, die elektrische Energie zu wandeln. Auf diese Weise
kann die Drehgeschwindigkeit von Rotor und Generator von der Netzfrequenz entkop-
pelt werden, so dass für unterschiedliche Windgeschwindigkeiten jeweils die maximale
Leistungsentnahme erfolgen kann [1]. Für den Prozess der Energiewandlung wurden
sowohl für den gesamten Antrieb als auch für den Umrichter als Teil des Antriebs
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Abb. 2.1: Klassifizierung der wichtigsten Antriebskonzepte in WEAs
unterschiedliche Konzepte entwickelt und eingesetzt. Im Folgenden werden der Stand
der Technik dargelegt und Zukunftstrends herausgearbeitet, insbesondere in Hinblick
auf den Offshore-Einsatz, bei dem Aspekte wie Zuverlässigkeit, Größe und Gewicht im
Vordergrund stehen.
2.1.1.1 Antriebskonzepte
Antriebe in WEAs lassen sich hinsichtlich verschiedener Kriterien klassifizieren. Eine
grobe Einteilung lässt sich zunächst in drehzahlstarre, begrenzt drehzahlvariable und
drehzahlvariable Konzepte vornehmen [2]. Vom Blickpunkt der Antriebsmechanik aus
ist es möglich, zwischen indirekten und direkten, also Konzepten mit und ohne Getriebe
zu unterscheiden. Aus der Sicht der Elektrotechnik hingegen lässt sich eine Unterteilung
nach der Umrichterleistung, aber auch nach Generatortyp vornehmen. Abbildung 2.1
dient als Übersicht über die wichtigsten Antriebskonzepte.
Bei den sogenannten drehzahlstarren Antrieben kommt in der Regel eine Käfigläufer-
Asynchronmaschine (Käfigläufer-ASM) zum Einsatz, die in einem engen Bereich nahe
der Synchrondrehzahl betrieben wird [2]. Dabei sind die Statorwindungen direkt mit
dem Netz verbunden, so dass kein Umrichter verwendet wird. Dieses Antriebskonzept
wird auch als das „Dänische Konzept“ bezeichnet, da es zwischen 1980 und 1990 von
vielen dänischen Herstellern von WEAs verwendet wurde [2]. Neben der Notwendig-
keit eines mehrstufigen Getriebes liegen diesem Konzept große Nachteile zu Grunde,
die sich aus der nahezu starren Drehzahl ergeben. Eine maximale Leistungsentnahme
bei unterschiedlichen Windgeschwindigkeiten durch Anpassung der Drehzahl ist nur
begrenzt mit Hilfe der Getriebeübersetzung möglich. Weiterhin führen Fluktuationen
der Windgeschwindigkeit direkt zu erhöhter mechanischer Belastung von Rotor, Ge-
triebe und Generator und somit zu schnellerer Materialermüdung [2]. Des Weiteren
sind zusätzliche Kondensatoren zur Blindleistungskompensation erforderlich, um einen
normkonformen Betrieb der WEA zu gewährleisten [2]. WEAs nach dem „Dänischen
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Konzept“ gelten heutzutage als veraltet und werden immer stärker durch drehzahl-
variable Antriebe verdrängt. Im Jahre 2010 betrug der Marktanteil drehzahlstarrer
Antriebe in Europa nur noch 15 % [3].
Bei einem begrenzt drehzahlstarren Antrieb wird meistens eine Schleifringläufer-ASM
verwendet, deren Statorwindungen direkt mit dem Netz verbunden sind. Über varia-
ble Widerstände, die an den Rotorwindungen angeschlossen sind, wird die Drehzahl in
einem begrenzten Bereich eingestellt, wobei das Drehzahlmaximum üblicherweise bei
weniger als 10 % über der Synchrondrehzahl liegt [2]. Das Gewicht der bereits genann-
ten Nachteile, die sich aus einer nahezu starren Drehzahl ergeben, ist somit nur etwas
gemindert. Weiterhin sind bei dieser Topologie ebenfalls ein Getriebe und Kondensa-
toren zur Blindleistungskompensation sowie außerdem ein Softstarter erforderlich [2].
Dieses sogenannte „Optislip-Konzept“ hatte im Jahre 2010 noch einen Marktanteil von
5 % [3], gehört jedoch auch zu den veralteten Antrieben.
Drehzahlvariable Antriebskonzepte zeichnen sich dadurch aus, dass sie über einen Um-
richter verfügen, mit dem direkt oder indirekt Einfluss auf die Rotordrehzahl genommen
werden kann. Weiterhin ermöglichen sie die kontrollierte Wirk- und Blindleistungsab-
gabe ins Netz [1]. Die Antriebstopologie mit dem derzeit größten Marktanteil in Euro-
pa von ca. 55 % im Jahre 2010 [3] ist in Abbildung 2.2 abgebildet. Als Generatortyp
kommt eine doppeltgespeiste Asynchronmaschine (DGASM) zum Einsatz, deren Sta-
torwindungen direkt mit dem Netz verbunden sind. Die Einstellung der Rotordrehzahl
geschieht über die Momentenregelung eines rotorseitig über Schleifringe angeschlosse-
nen Umrichters [4]. Neben dem geringen Gewicht, der geringen Größe und den geringen
Kosten der DGASM im Vergleich zu Generatoren in direkten Antrieben [4] sowie den
guten Eigenschaften bei der Netzstützung [2] gilt die Auslegung des Umrichters für
nur einen Teil der Antriebsleistung als großer Vorteil dieses Konzeptes. Typischerweise
wird der Umrichter aufgrund des Drehzahlbereiches von ±30 % der Synchrondreh-
zahl für 25 - 30 % der Generatorleistung ausgelegt [2]. Dieser Vorteil rückt jedoch mit
fortschreitender Entwicklung und sinkenden Kosten der leistungselektronischen Kom-
ponenten des Umrichters [2] immer weiter in den Hintergrund. Demgegenüber stehen
große Nachteile hinsichtlich der Zuverlässigkeit, die insbesondere beim Offshore-Einsatz
von Bedeutung sind. So ist eine regelmäßige Wartung der Bürsten und Schleifringe der
DGASM erforderlich [2]. Weiterhin ist bei dieser Antriebstopologie immer ein mehrstu-
figes Getriebe erforderlich [4], das sich nicht nur negativ auf die Gesamtzuverlässigkeit
auswirkt, sondern auch auf Gewicht und Platz in der Gondel. Doch auch die Schwierig-
keiten bei der Einhaltung der Netzanschlussregeln könnten in der Zukunft den Einsatz
dieses Antriebskonzeptes reduzieren [4].
Der Marktanteil aller übrigen drehzahlvariablen Antriebstopologien betrug im Jahre
2010 in der Summe 25 % [3]. Als Gemeinsamkeit verfügen sie über einen Umrich-
ter zwischen den Statorwindungen des Generators und dem Netz, der für die volle
Antriebsleistung auszulegen ist. Die stetige Weiterentwicklung der Leistungshalblei-
ter (LHL) und sinkende Preise aufgrund wachsender Nachfrage führen dazu, dass die
Nachteile hinsichtlich des Wirkungsgrades und der Kosten des Umrichters bei diesem
Antriebstyp immer weiter in den Hintergrund rücken. Auf der anderen Seite bieten die-
se Antriebe große Vorteile. Sie alle ermöglichen bei Verwendung eines Vollumrichters









Abb. 2.2: Antriebskonzept mit Getriebe, DGASM und rotorseitigem Umrichter für ca.








Abb. 2.3: Antriebskonzept ohne Getriebe, mit Multipol-PMSM und statorseitigem Um-
richter für volle Generatorleistung
(back-to-back) die volle Kontrolle über Wirk- und Blindleistungsabgabe, da der Gene-
rator über den Zwischenkreis (ZK) im Umrichter vollständig vom Netz entkoppelt ist
[1]. Somit gestalten sich auch die Einhaltung von Netzanschlussregeln und der Betrieb
ganzer Windparks als weniger problematisch [2]. Weitere Vor- und Nachteile bedürfen
einer differenzierteren Betrachtung nach Generatortyp.
Die Käfigläufer-ASM besitzt zwar die Vorteile einer einfachen und robusten Bauweise,
wird jedoch relativ selten verwendet [4]. Gründe dafür sind der verhältnismäßig geringe
Gesamtwirkungsgrad des Antriebs [2] und die Notwendigkeit eines Getriebes, da der ge-
triebelose Betrieb mit Hilfe einer Multipol-ASM technisch nicht möglich ist [4]. Im Ge-
gensatz dazu ist die Nutzung sowohl der fremderregten Synchronmaschine (FESM) als
auch der permanenterregten Synchronmaschine (PMSM) als Multipol-Maschine tech-
nisch realisierbar [1]. Auf diese Weise ist eine langsamere Generatordrehzahl möglich,
so dass bei ausreichender Anzahl an Polen auf ein Getriebe zwischen Rotor und Ge-
nerator verzichtet werden kann [2]. Dies ist aus mehreren Gründen ein großer Vorteil.
Zum einen fallen die Verluste des Getriebes weg, wodurch wiederum die Verluste des
Umrichters egalisiert werden [2]. Zum anderen fällt mit dem Getriebe eine derjenigen
Komponenten weg, die im Fehlerfall die längsten Ausfallzeiten einer WEA nach sich
ziehen, wie in Unterabschnitt 2.1.2 dargelegt wird. Die folglich höhere Zuverlässigkeit
und Verfügbarkeit, aber auch die Einsparung von Platz und Gewicht sowie die Senkung
des Lärmpegels stellen insbesondere für den Offshore-Einsatz große Vorteile dar. Als
Nachteil ist anzuführen, dass die niedrigere Generatordrehzahl von Multipol-Maschinen
ein größeres Drehmoment und somit ein größeres Maschinenvolumen als bei indirek-
ten Antrieben erfordert. Es ist herauszuheben, dass dem Umrichtersystem bei direkten
Antrieben hinsichtlich der Zuverlässigkeit eine noch größere Bedeutung beikommt, da
sich die Belastung von der Mechanik auf die Leistungselektronik verlagert [5].
Die FESM und die PMSM ohne Multipol-Ausführung können zwar auch in Antrie-
ben mit mehrstufigem Getriebe verwendet werden. Aufgrund der genannten Vorteile
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des direkten Antriebs zeichnet sich jedoch ein Trend hin zur Multipol-Ausführung
ab [4]. Dabei ist die Multipol-PMSM der Generatortyp mit dem besseren Wirkungs-
grad, dem geringeren Gewicht und der höheren Zuverlässigkeit [2]. Dennoch sind die
geringeren Kosten der Grund dafür, dass die Multipol-FESM derzeit noch der am
häufigsten verwendete Generatortyp bei direkten Antrieben ist [2]. Außerdem kann
der Rotorfluss unabhängig mit Hilfe eines rotorseitigen Umrichters geregelt werden,
wenngleich dieser wiederum Kosten verursacht und die Gesamtzuverlässigkeit senkt.
Trotz der größeren Kosten und derzeit vorherrschenden Weltmarktprobleme hinsicht-
lich der Verfügbarkeit der für die Herstellung von Permanentmagneten erforderlichen
Seltenerdmetalle wird die Multipol-PMSM als derjenige Generatortyp angesehen, der
für Offshore-Anwendungen am geeignetsten erscheint [4]. Die Antriebstopologie mit
einer Multipol-PMSM ist in Abbildung 2.3 dargestellt. Ein weiteres vielversprechendes
Konzept könnte jedoch auch ein Kompromiss aus getriebelosen Antrieben und Antrie-
ben mit mehrstufigem Getriebe sein. Beim sogenannten „Multibrid-Konzept“ wird zum
einen ein nur einstufiges Getriebe verwendet, das im Vergleich zu mehrstufigen Getrie-
ben leichter, platzsparender, zuverlässiger und kostengünstiger ist. Zum anderen wird
eine Multipol-PMSM für mittlere Drehzahlen eingesetzt, so dass ein kleineres Maschi-
nenvolumen erforderlich ist, was geringere Kosten und ein geringeres Gewicht nach sich
zieht [4].
Zusammenfassend lässt sich insbesondere für den Offshore-Einsatz ein Trend zu Antrie-
ben feststellen, bei denen die im Generator erzeugte Energie für die Netzeinspeisung
vollständig den Weg über einen Umrichter nehmen muss. Diesem, der somit für vol-
le Generatorleistung ausgelegt werden muss, kommt daher hinsichtlich Zuverlässigkeit
und Verfügbarkeit der gesamten Anlage eine tragende Bedeutung zu. Der folgende
Absatz diskutiert die heutzutage gängigsten Umrichterkonzepte und arbeitet die Zu-
kunftstrends heraus.
2.1.1.2 Umrichterkonzepte
Die in WEAs bislang am häufigsten eingesetzte Umrichtertopologie ist der Zwei-Level
(2L) Umrichter in Ausführung als Vollumrichter (back-to-back) mit Spannungszwi-
schenkreis [6]. Das ist insbesondere dem Umstand geschuldet, dass dies der vorherr-
schende Umrichtertyp beim Antriebskonzept mit DGASM ist. Die Umrichter arbei-
ten auf Niederspannungsebene, wobei typischerweise Insulated Gate Bipolar Transis-
tor (IGBT) Module mit einer Sperrspannung von 1700 V zum Einsatz kommen, um
die übliche Ausgangsspannung von 690 V (verkettet) zu ermöglichen [4]. Die Schaltfre-
quenz liegt üblicherweise bei 2 - 5 kHz [7]. Die höchste Stromtragfähigkeit von derzeit
2,4 kA bieten die IGBT-Module der HiPak-Familie, so dass einzelne Umrichtermodu-
le mit Leistungen von über 500 kW möglich sind [8]. Bei höheren Leistungen ist die
Parallelschaltung ganzer Umrichtermodule üblich [9], wie in Abbildung 2.4 dargestellt.
So wird beispielsweise in der WEA G10x 4,5 MW vom Hersteller Gamesa eine Paral-
lelschaltung von sechs Umrichtermodulen mit jeweils 770 kW / 950 kVA [10] für einen
Antrieb mit Multipol-PMSM verwendet, wobei jedes Modul mit Bremschopper sowie
Filter-, Mess- und Regeleinrichtungen ausgestattet ist [11]. Die Parallelschaltung gan-
zer Umrichtermodule bietet drei entscheidende Vorteile [11]. Durch synchronisiertes











Abb. 2.4: Umrichterkonzept mit parallelgeschalteten 2L-Vollumrichtern
versetztes Schalten (interleaved modulation) der einzelnen Module können schalthand-
lungsbedingte Oberschwingungen gegenseitig ausgelöscht werden. Weiterhin ist es mög-
lich, die Anzahl der aktiven Umrichtermodule an die erforderliche Momentanleistung
je nach Windgeschwindigkeit anzupassen. Dadurch wird ein Betrieb gewährleistet, bei
dem jedes Modul näher am Bemessungspunkt arbeitet, wodurch sich der Wirkungsgrad
erhöht. Der wohl bedeutendste Vorteil liegt jedoch in der vorhandenen Redundanz. Im
Falle eines Schadens in einem der Umrichtermodule ist es möglich, den Betrieb mit ei-
nem Teil der Leistung oder bei erfolgter Überdimensionierung sogar mit voller Leistung
aufrechtzuerhalten. Neben der Möglichkeit zur modularen Erweiterung liefern zudem
die einfache Struktur des 2L-Umrichters, seine geringe Anzahl an Komponenten und
umfassende Erfahrungen Gründe für die Popularität dieser Technologie [6].
Der 2L-Vollumrichter ist aufgrund der genannten Vorteile der am häufigsten anzutref-
fende Umrichtertyp in WEAs mit Anlagenleistungen von 1,5 - 3 MW, vorwiegend als
Teilleistungsumrichter in Antrieben mit DGASM [4], aber auch als Vollleistungsum-
richter [10]. Bedingt durch den technischen Fortschritt und dem Wunsch nach höherer
Energieausbeute ist ein Trend hin zu größeren Anlagenleistungen zu verzeichnen. Anla-
gen mit 7,5 MW und 10 MW sind derzeit in der Entwicklung [4]. Leistungen von 20 MW
erscheinen laut einer Studie als Grenze des technisch Möglichen [12]. Der 2L-Umrichter
auf Niederspannungsebene erweist sich jedoch mit steigender Anlagenleistung als im-
mer ungeeigneter [4], insbesondere beim Einsatz als Vollleistungsumrichter. Denn zum
einen würde sich aufgrund der zur Realisierung von hohen Leistungen erforderlichen
Parallelschaltung einer größeren Anzahl an Umrichtermodulen eine im Vergleich zu an-
deren Umrichtertopologien niedrige Leistungsdichte ergeben [4]. Eine hohe Leistungs-
dichte stellt jedoch aufgrund der Bedeutung von Platzbedarf und Gewicht in der Gon-
del einer WEA ein wichtiges Kriterium dar, insbesondere beim Offshore-Einsatz [13].
Zum anderen resultiert aus einer hohen Leistung in Verbindung mit der Ausgangs-
spannung auf Niederspannungsebene ein hoher Ausgangsstrom. So würde bereits eine
Anlagenleistung von 6 MW bei der üblichen Ausgangsspannung von 690 V einen Strom
von ca. 5 kA nach sich ziehen. Mit dem Strom steigen die Kosten für die Leitungen
zwischen Umrichter und Transformator [9], aber auch für Netzfilter und den Transfor-
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mator selbst [14]. Weiterhin würde ein relevanter Spannungsabfall auf den Leitungen
zu Buche schlagen, sofern der Transformator nicht dicht am Umrichter in der Gondel
positioniert wird, was sich wiederum negativ auf den Platzbedarf und das Gewicht der
Gondel niederschlagen würde [9]. Für steigende Anlagenleistungen oberhalb von 3 MW
ist daher eine Erhöhung der Ausgangsspannung des Umrichters anzustreben, um den
Ausgangsstrom zu senken [4].
Für größere Anlagenleistungen oberhalb von 3 MW erweisen sich Multi-Level (ML)
Umrichter gegenüber 2L-Umrichtern als vorteilhaft, da sie in diesem Leistungsbereich
einen höheren Wirkungsgrad und eine höhere Leistungsdichte aufweisen [4], [6]. Im
Vergleich zum 2L-Umrichter, bei dem die maximal mögliche Ausgangsspannung durch
die Spannungsfestigkeit eines einzelnen Ventils bestimmt wird, besteht der wohl be-
deutendste Vorteil von ML-Umrichtern zudem darin, dass die Anordnung der Ventile
innerhalb der ML-Topologie höhere Ausgangsspannungen ermöglicht, so dass auch Aus-
gangsspannungen des Umrichters direkt auf Mittelspannungsebene möglich sind [4]. Es
sei angemerkt, dass sich eine Erhöhung der Ausgangsspannung beim 2L-Umrichter
theoretisch auch durch Reihenschaltung von LHL-Ventilen erreichen ließe [6]. Aller-
dings würde dadurch die Komplexität bei der Ansteuerung stark erhöht [8] und die
Zuverlässigkeit aufgrund einer größeren Anzahl von Ventilen gesenkt [6]. Zwei der wich-
tigsten Argumente für den Einsatz des 2L-Umrichters wären damit hinfällig. Weitere
Vorteile des ML-Umrichters ergeben sich aus der höheren Spannungsstufigkeit [15]. Bei
gleicher Schaltfrequenz sinkt mit steigender Anzahl der Levels die harmonische Ver-
zerrung (Total Harmonic Distortion, THD) und somit der erforderliche Filteraufwand.
Im Umkehrschluss sinkt zum Erreichen eines gewünschten THD-Wertes mit steigender
Anzahl der Levels die erforderliche Schaltfrequenz. Weiterhin sorgt eine höhere Stu-
figkeit auch für eine geringere Spannungsdifferenz zwischen den Spannungslevels und
somit für eine geringere Belastung von Generator und Transformator [6], [16].
Zur Realisierung eines ML-Umrichters sind unterschiedliche Topologien möglich. Die
klassischen Topologien unterteilen sich in den Neutral Point Clamped (NPC), den
Flying Capacitor (FC) und den kaskadierten H-Brücken (Cascaded H-Bridge, CHB)
Umrichter [15], [16]. Eine gesonderte Topologie stellt weiterhin der noch junge Modu-
lare Multi-Level Umrichter (Modular Multi-Level Converter, M2C) dar [17]. Weitere
hybride oder modifizierte Topologien auf Basis dieser vier Hauptgruppen sind ebenfalls
möglich [14].
Die in der Industrie verwendeten ML-Topologien sind breit gefächert, da ihre Eignung
mit dem Anwendungsbereich variiert [14]. In WEAs kommen ML-Umrichter haupt-
sächlich als Vollleistungsumrichter bei Anlagenleistungen von 3 - 7 MW zum Einsatz
[6]. Der Drei-Level NPC (3L-NPC) Umrichter in Ausführung als Vollumrichter ermög-
licht die Entkopplung von Generator- und Netzseite durch den Spannungs-ZK sowie
eine hochdynamische Regelung der Generatordrehzahl für maximale Leistungsentnah-
me auf Generatorseite einerseits und die Regelung von Wirk- und Blindleistung auf
Netzseite andererseits [14]. Aufgrund seiner weiten Verbreitung in vielen Teilen der
Leistungselektronik gibt es zudem umfassende Erfahrungen [6]. Aus diesen Gründen
ist der 3L-NPC-Vollumrichter die am häufigsten anzutreffende ML-Topologie in WEAs
[4], [6], [8]. Mit typischen Ausgangsspannungen von 3,3 kV oder 4,16 kV (verkettet)









Abb. 2.5: Umrichterkonzept mit einem 3L-NPC-Vollumrichter
arbeiten diese Umrichter auf Mittelspannungsebene [18], [19]. Als LHL kommen entwe-
der der IGBT oder der Integrated Gate Commutated Thyristor (IGCT) zum Einsatz
[8]. Für die IGBTs wird hierbei meistens die Presspack-Bauweise verwendet, wobei
die Spannungsfestigkeit im Bereich von 4,5 - 6,5 kV liegt [20]. Es existieren zwar auch
HiPak-Module mit einer maximalen Sperrspannung von 6,5 kV, allerdings sind diese
für die Verwendung in 3L-NPCs weniger geeignet [8]. Der IGCT, der ebenfalls Sperr-
spannungen von 4,5 - 6,5 kV ermöglicht, ist eine Weiterentwicklung des Gate Turn-Off
Thyristors (GTO) mit einem ausschaltbaren Gate und weist ebenfalls eine Presspack-
Bauweise auf [8]. Diese hat im Gegensatz zur Modul-Bauweise mit Bonddrähten den
großen Vorteil, dass die LHL im Fehlerfall mit reduziertem Risiko, Folgeschäden am
Umrichter zu verursachen, in den leitenden Zustand übergehen, so dass mit Hilfe von
Reihenschaltung Redundanz geschaffen werden kann [7], [18], [19]. Als kommerzielle
Beispiele für den 3L-NPC-Umrichter sind der „PCS 6000 Wind“ von ABB unter Ver-
wendung von IGCTs [18] und der „MV7000“ von Converteam unter Verwendung von
Presspack IGBTs [19] zu nennen.
Im Gegensatz zum 2L-Umrichter auf Niederspannungsebene ist beim 3L-NPC-Umrich-
ter auf Mittelspannungsebene eine Parallelschaltung von Umrichtermodulen zur Rea-
lisierung der in WEAs erforderlichen Leistungen nicht erforderlich [13]. So ermög-
licht z.B. ein einzelnes Umrichtermodul „PCS 6000 Wind“ von ABB Leistungen von
9 MVA ohne Reihen- oder Parallelschaltung von IGCTs [18]. Für die nahe Zukunft wer-
den bedingt durch deren stetige Weiterentwicklung Leistungen oberhalb von 10 MVA
prognostiziert [18]. Das Umrichterkonzept bestehend aus einem einzelnen 3L-NPC-
Vollumrichtermodul unter Verwendung von IGBTs ist in Abbildung 2.5 dargestellt,
wobei auch hier wieder ein Bremschopper im Spannungs-ZK sowie Filter berücksich-
tigt sind. Die im Vergleich zu einem einzelnen 2L-Vollumrichter doppelt so große Anzahl
an LHL-Ventilen birgt zwar auf den ersten Blick eine größere Gefahr für einen Ausfall.
Allerdings bietet der 3L-NPC-Umrichter im Vergleich mit anderen Lösungen zur Reali-
sierung gleicher Leistungen, wie etwa der Parallelschaltung von 2L-Umrichtermodulen,
eine recht hohe Zuverlässigkeit [18]. Weiterhin erweisen sich die im 3L-NPC-Umrichter
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meistens verwendeten Presspacks als weitaus zuverlässiger als die im 2L-Umrichter
üblicherweise eingesetzten IGBT-Module [18]. Als großer Nachteil ist jedoch die im
Gegensatz zur Parallelschaltung von 2L-Umrichtern fehlende Redundanz zu werten.
So würde ein Defekt in einem der Leistungshalbleiter gleich den Ausfall des gesamten
Umrichters und somit der WEA nach sich ziehen. Ein weiterer Nachteil ist die bei
dieser Topologie erforderliche Ausbalancierung der Spannungen über den beiden ZK-
Kondensatoren, der bei der Ventilansteuerung immer Rechnung getragen werden muss
[6]. Die ungleiche Aufteilung der Verluste zwischen den inneren und äußeren Ventilen
stellt ein weiteres Problem dar, das durch Umwandlung des NPC-Umrichters in einen
Active NPC (ANPC) Umrichter entschärft werden kann [21].
Neben dem am weitaus häufigsten eingesetzten 3L-NPC-Vollumrichter sind noch weite-
re ML-Topologien denkbar. So besteht bei Antrieben mit PMSM die Möglichkeit, Topo-
logien mit unidirektionalem Leistungsfluss zu verwenden, da dieser Generatortyp keine
Blindleistung benötigt [6]. Eine Variante stellt dabei die Verwendung eines Dioden-
gleichrichters mit Hochsetzsteller auf Generatorseite und eines 3L-NPC-Umrichters auf
Netzseite dar [22]. Den geringeren Kosten, dem geringeren Aufwand und der höheren
Zuverlässigkeit stehen allerdings große Nachteile wie etwa eine hohe Verzerrung der
Statorströme, mechanische Belastungen aufgrund von niederfrequenten Schwingungen
des Drehmoments und höhere Wirbelstromverluste im Rotor gegenüber [4]. Weitere
geeignete Topologien, die bidirektionalen Leistungsfluss ermöglichen, wären der drei-
oder fünfstufige CHB-Vollumrichter [6]. Im Vergleich zum 3L-NPC-Umrichter wären
die Clamping-Dioden eingespart, das Problem der ungleichen Verluste zwischen den
Ventilen umgangen sowie aufgrund der Möglichkeit eines modularen Aufbaues in ei-
nem begrenzten Maße fehlertoleranter Betrieb möglich [6]. Allerdings erfordert diese
Lösung auf Generator- und Transformatorseite drei unabhängige Windungen je Phase,
was wiederum Kosten und Gewicht der Leitungen erhöht sowie zusätzliche Induktivi-
täten und Verluste nach sich zieht [6]. Weitere modulare Anordnungen der CHB sowie
hybride Topologien aus 3L-NPC und CHB sind ebenfalls denkbar [6]. Der M2C könnte
für den Einsatz in WEAs aufgrund seiner hohen Modularität ebenfalls sinnvoll sein, al-
lerdings erfordert diese Möglichkeit zunächst weitere Forschung bis zu einer möglichen
Umsetzung. ML-Lösungen zur direkten Anbindung der WEA am Netzanschlusspunkt
unter Einsparung des heutzutage dafür erforderlichen Transformators, der hinsicht-
lich Volumen und Gewicht eine entscheidende Rolle spielt, sind ebenfalls Gegenstand
heutiger Forschung [6].
Abschließend lassen sich für den Einsatz in Multi-MW-WEAs zwei übergeordnete Um-
richterlösungen feststellen, zum einen die Parallelschaltung von 2L-Umrichtermodulen
mit Ausgangsspannungen auf Niederspannungsebene und zum anderen ein einzelner
ML-Umrichter mit Ausgangsspannungen auf Mittelspannungsebene. Aufgrund der stei-
genden Anlagenleistungen ist ein deutlicher Trend hin zur zweiten Variante, insbesonde-
re in Verbindung mit SM-basierten Antrieben, erkennbar. Der 3L-NPC-Vollumrichter
erweist sich dabei als die geradlinigste und am häufigsten verwendete Topologie. Er
offenbart jedoch in Hinblick auf die Zuverlässigkeit einen wesentlichen Nachteil. Ein
Defekt im Umrichter, insbesondere der LHL, würde aufgrund der fehlenden Redun-
danz zum Ausfall des Umrichters und somit der gesamten Anlage führen.
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2.1.2 Zuverlässigkeit des elektrischen Umrichtersystems
In diesem Unterabschnitt soll zum einen die Bedeutung der Zuverlässigkeit des elektri-
schen Umrichtersystems für die Verfügbarkeit der gesamten WEA verdeutlicht werden.
Zum anderen sollen theoretisch mögliche Strategien zur Erhöhung der Zuverlässigkeit
des Umrichtersystems aufgezeigt und diskutiert werden. Dazu werden zunächst einige
Grundlagen aus dem Themengebiet der Zuverlässigkeitsanalyse gelegt.
2.1.2.1 Begriffe und Definitionen zur Zuverlässigkeit
Da die Zuverlässigkeit in vielen technischen Bereichen eine wichtige Rolle spielt, gibt es
trotz der Bemühungen zur Vereinheitlichung teilweise noch Unterschiede in Bezug auf
Begriﬄichkeiten und Definitionen [23]. Um in dieser Arbeit diesbezüglich Eindeutigkeit
zu gewährleisten, werden im Folgenden die wichtigsten Begriffe und Definitionen in der
verwendeten Form dargelegt.
Die Zuverlässigkeit beschreibt die Eigenschaft eines Systems, in funktionsfähigem Zu-
stand zu bleiben [24]. Sie wird durch die Wahrscheinlichkeit R ausgedrückt, dass die
geforderte Funktion für eine festgelegte Zeitdauer korrekt ausgeführt wird [24]. Befindet
sich das betrachtete System nicht mehr im funktionsfähigen Zustand, so spricht man
ab dem Zeitpunkt, zu dem die geforderte Funktion nicht mehr korrekt ausgeführt wird,
von einem Ausfall des Systems. Ausfälle können hinsichtlich Art, Ursache und Auswir-
kung unterschieden werden [24]. Somit ist immer eine eindeutige Definition erforderlich,
in welchen Fällen ein System als ausgefallen angesehen wird. In dieser Arbeit wird das
Umrichtersystem als ausgefallen bezeichnet, sobald der Betrieb des Umrichters, selbst
mit reduzierter Leistung, nicht mehr möglich ist.
In der englischsprachigen Fachliteratur wird oftmals zwischen dem „failure“ als Ereignis
und dem „fault“ als Zustand eines Systems unterschieden [23]. In dieser Arbeit wird ein
Fehler bzw. Defekt als Ausfall einer Einzelkomponente des Gesamtsystems behandelt,
wobei nach der Art des Fehlers differenziert werden muss. Ein Beispiel wäre ein defek-
tes LHL-Ventil innerhalb des Umrichters. Da letztlich alle LHL-Fehlermechanismen in
einem Kurzschluss oder Leerlauf münden, wird zwischen diesen beiden Fehlerarten un-
terschieden. Es ist darauf hinzuweisen, dass nicht jeder Fehler im System einen Ausfall
des Systems zur Folge haben muss. Von diesem Zusammenhang rührt die Bezeichnung
fehlertolerantes System her. Als Fehlertoleranz gegenüber einem definierten Fehler be-
zeichnet man die Fähigkeit eines Systems, die geforderte Funktion trotz Eintritts des
Fehlers aufrechterhalten zu können [23]. Würde also beispielsweise ein Kurzschluss in
einem LHL-Ventil auftreten und der Umrichterbetrieb mit oder ohne Reduzierung der
maximal möglichen Leistung aufrechterhalten werden können, so wäre der Umrichter
fehlertolerant gegenüber diesem Fehlerfall.
Als Grundlage für die Berechnung der Zuverlässigkeit einer Komponente oder eines Sys-
tems wird meistens dessen Ausfallrate herangezogen, die üblicherweise in FIT (Failures
in Time) angegeben wird:
1 FIT = 10−9 Fehler/h (2.1)
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Auf Basis einer Ausfallrate λ(t) lässt sich eine Zuverlässigkeitsfunktion R(t) aufstellen,
mit deren Hilfe sich die eingangs definierte Zuverlässigkeit R zu einem bestimmten
Zeitpunkt t angeben lässt [23]:
R(t) = e−λ(t)·t (2.2)
Entsprechend lässt sich auch zu einem bestimmten Zeitpunkt t die Ausfallwahrschein-
lichkeit R angeben [25]:
R(t) = 1−R(t) (2.3)
Weiterhin lässt sich durch Integration der Zuverlässigkeitsfunktion der Mittelwert der





Dieser Wert gibt die durchschnittliche Zeit zwischen der Inbetriebnahme einer Kom-
ponente oder eines Systems bis zum Ausfall an, ohne dass Reparaturen berücksichtigt
werden. Nach dem Ausfall wird also von einem Austausch der Komponente oder des
Systems ausgegangen.
Im Gegensatz dazu beschreibt der mittlere Ausfallabstand MTBF (Mean Time Bet-
ween Failures) die mittlere Zeit zwischen zwei aufeinander folgenden Ausfällen für ein
reparierbares System unter Berücksichtigung von Reparaturen. Er ergibt sich aus der
Summe des Mittelwertes der ausfallfreien ArbeitszeitMTTF und des Mittelwertes der
Reparaturzeit MTTR (Mean Time To Repair) [23]:
MTBF = MTTF +MTTR (2.5)
Unter dem Begriff der Verfügbarkeit A versteht man die Wahrscheinlichkeit, dass ein
reparierbares System zu einem beliebigen Zeitpunkt in funktionsfähigem Zustand an-
getroffen wird [23]:
A =






Die Zuverlässigkeitsanalyse in der Leistungselektronik geschieht üblicherweise mit Hil-
fe von zeitlich konstanten Ausfallraten innerhalb der in Absatz 2.1.2.3 beschriebenen
Nutzungsphase, so dass sich der Mittelwert der ausfallfreien Arbeitszeit MTTF aus










In diesem Fall ist der Mittelwert der ausfallfreien ArbeitszeitMTTF gleich dem mittle-
ren AusfallabstandMTBF , der sich per Definition aus dem Kehrwert der Ausfallrate λ
ergibt [25].
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Abb. 2.6: Gegenüberstellung der durchschnittlichen Schadenshäufigkeit und der da-
durch bedingten durchschnittlichen Ausfallzeit je Anlagenkomponente [30]
2.1.2.2 Bedeutung für die Anlagenverfügbarkeit
Mit dem Ziel des Erkenntnisgewinns über Ausfallursachen und Ausfallhäufigkeiten
beim Betrieb von WEAs wurden in der Vergangenheit diverse Studien mit unterschied-
lichem Umfang durchgeführt [26], [27], [28], [29], [30] und ausgewertet [5], [28], [31],
[32]. Weiterhin lassen sich auch Studien über die Zuverlässigkeit des elektrischen Um-
richtersystems in WEAs [32] oder in anderen Anwendungen [33], [34] auffinden. Da eine
ausführliche Zusammenfassung der verschiedenen Datenquellen und eine Auswertung
der Statistiken bereits in [MB3] durchgeführt wurde, werden an dieser Stelle nur die
wichtigsten Erkenntnisse dargelegt.
Der Anteil der Anlagenausfälle, der auf technische Fehler ohne Einwirkung äußerer Ein-
flüsse wie z.B. Sturm, Blitzschlag oder Netzüberspannungen zurückzuführen ist, kann
mit Hinweis auf Variationen je nach Datenquelle auf durchschnittlich ca. 60 % [30] be-
ziffert werden. Um einen Eindruck von der Verteilung der Schäden unter den einzelnen
Anlagenkomponenten zu bekommen, ist in Abbildung 2.6 links stellvertretend eine Sta-
tistik aus [30] gezeigt. Es wird deutlich, dass der Elektrik, die auch das Umrichtersystem
inkludiert, die meisten Schäden zuzuschreiben sind. Weitere Statistiken belegen, dass
der Anteil des elektrischen Systems an den Ausfallursachen einer WEA mit steigender
Anlagenleistung deutlich zunimmt. Als eine der Ursachen lässt sich anführen, dass der
Anteil drehzahlvariabler Antriebe sowie direkter Antriebe ohne Getriebe mit steigender
Anlagenleistung zunimmt und sich somit die Beanspruchung der Komponenten von der
Mechanik auf die Leistungselektronik verlagert, wie bereits in Unterabschnitt 2.1.1 er-
läutert wurde. Tiefgreifendere Studien zur Zuverlässigkeit des Umrichtersystems lassen
weiterhin das Fazit zu, dass die LHL-Ventile, gefolgt von den ZK-Kondensatoren, die
ausfallrelevantesten Komponenten eines Umrichters darstellen.
Die in Abbildung 2.6 dargestellte Statistik basiert fast ausschließlich auf Erfahrungs-
werten von Onshore-WEAs [30]. Die auf der rechten Seite dargestellten durchschnitt-
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lichen Ausfallzeiten je Schaden müssen daher vor dem Hintergrund betrachtet werden,
dass regelmäßige Wartung und zeitnahe Reparatur im Falle eines Schadens meistens
möglich sind. Aus diesem Grund weisen heutige Onshore-Anlagen eine hohe Verfüg-
barkeit von ca. 95...99 % auf [32]. Anhand der Statistik wird deutlich, dass diejenigen
Komponenten mit den längsten Ausfallzeiten in etwa die geringsten Ausfallhäufigkeiten
aufweisen und umgekehrt. Das elektrische System hat neben der Hydraulikanlage die
geringste Ausfallzeit zu verzeichnen, so dass die hohe Ausfallhäufigkeit im Hinblick auf
die Anlagenverfügbarkeit nicht so stark ins Gewicht fällt. Diese Aussage wird durch






Der Anteil der WEAs, der in Gegenden mit einer reduzierten Zugänglichkeit errich-
tet wird, wächst jedoch kontinuierlich an. Dies ist insbesondere dem wachsenden An-
teil von Offshore-Anlagen geschuldet, bei denen äußere Einflüsse wie Wellengang oder
Sturm dafür sorgen können, dass die Anlage über einen längeren Zeitraum hinweg
nicht gewartet oder repariert werden kann. Hinzu kommt die Tatsache, dass aufgrund
der wachsenden Anlagenleistungen der finanzielle Schaden im Falle eines Ausfalls im-
mer größer wird. Eine reduzierte Zugänglichkeit würde sich bei allen Komponenten
mit einem Anstieg der Ausfalldauer je Schaden äußern. Ein steigender Mittelwert der
Reparaturzeit MTTR führt wiederum bei gleichbleibendem Mittelwert der ausfallfrei-
en Arbeitszeit MTTF gemäß Gleichung 2.8 zu einer Senkung der Verfügbarkeit A.
Den größten Einfluss auf diese Senkung werden dabei diejenigen Komponenten mit der
höchsten Ausfallrate aufweisen, zu dem auch das elektrische Umrichtersystem gehört.
Um einer Reduzierung der Verfügbarkeit A infolge eines Anstiegs des Mittelwertes der
Reparaturzeit MTTR entgegenzuwirken, ist als Stellschraube nur der Mittelwert der
ausfallfreien Arbeitszeit MTTF gegeben. Das bedeutet, dass Strategien gefunden wer-
den müssen, um die Zuverlässigkeit der einzelnen Komponenten der WEA zu erhöhen.
Wie bereits begründet besteht insbesondere bei den Komponenten mit den höchsten
Ausfallhäufigkeiten Handlungsbedarf. Dabei sind auch die LHL-Ventile des elektrischen
Umrichtersystems von großer Bedeutung.
2.1.2.3 Strategien zur Erhöhung der Umrichterzuverlässigkeit
Wie bereits im vorangegangenen Absatz erläutert wurde, kann der Anlagenausfall in-
folge eines defekten LHL-Ventils im Umrichter zu großen finanziellen Einbußen führen.
Vor dem Hintergrund, dass die Leistungselektronik nur einen kleinen Anteil an den
Gesamtkosten einer WEA trägt, wobei er in [35] auf ca. 7 % beziffert wird, erscheint
ein potentieller Zusatzaufwand zur Minimierung dieser Gefahr als gerechtfertigt. Im
Folgenden sollen mögliche Strategien zur Erhöhung der Zuverlässigkeit des Umrich-
ters mit Fokus auf die LHL-Ventile dargestellt und diskutiert werden, wobei für eine
zusätzliche Betrachtung der ZK-Kondensatoren auf [MB3] verwiesen sei.
Um die Wirkung der Strategien einschätzen zu können, ist zunächst eine Unterschei-
dung der möglichen Fehlerarten erforderlich. Üblicherweise können die Phasen der Le-
bensdauer einer technischen Komponente in drei Abschnitte unterteilt werden, die an-
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Abb. 2.7: Sogenannte Badewannenkurve: Klassischer Zeitverlauf einer Ausfallrate
hand der sogenannten Badewannenkurve [36] gemäß Abbildung 2.7 deutlich werden.
Phase I zu Beginn der Lebenszeit ist dadurch charakterisiert, dass es in verstärktem
Maße zu Ausfällen kommen kann, die z.B. auf Fabrikations- oder Materialfehler zu-
rückzuführen sind. Die Gefahr eines solchen Ausfalls reduziert sich jedoch sehr schnell,
wodurch die Phase der Frühausfälle durch einen stark abfallenden Verlauf der Aus-
fallrate gekennzeichnet ist. Anschließend beginnt die Nutzungsphase II mit einem je
nach Überschneidung mit den anderen beiden Phasen annähernd konstanten Verlauf
der Ausfallrate, in dem es zu sogenannten Zufallsfehlern aufgrund vielfältiger Ursachen
kommen kann. Die letzte Phase III ist durch eine ansteigende Ausfallrate aufgrund von
Alterung und Verschleiß charakterisiert.
Bevor die konkreten Strategien mit Bezug auf das Umrichtersystem und den LHL-
Ventilen im Speziellen diskutiert werden, sollen in diesem Absatz zunächst die gene-
rellen Möglichkeiten dargelegt werden. Eine triviale Einflussmöglichkeit zur Senkung
der Ausfallraten in allen drei Phasen der Lebensdauer besteht in der Verbesserung der
Materialien, der Bauweise und der Herstellungsprozesse. Weiterhin wäre es denkbar,
eine Testphase bis zum Anfang von Phase II durchzuführen, um Frühausfälle während
des Nutzbetriebs weitestgehend zu vermeiden. Verfahren zum Condition Monitoring
haben das Ziel, mit Hilfe von Messungen den Zustand einer Komponente oder eines
Systems in Echtzeit zu ermitteln und bei einem Abdriften vom erwarteten Normalzu-
stand rechtzeitig geeignete Gegenmaßnahmen einzuleiten [37]. Wird Condition Monito-
ring auf ein System angewendet, so kann im Falle eines detektierten Überschreitens von
zulässigen Grenzwerten und der Einleitung geeigneter Maßnahmen eine Überlastung
von Komponenten verhindert werden. Somit würde auch hier eine Senkung der Aus-
fallraten in allen drei Phasen der Lebensdauer erfolgen. Sofern messbare Indikatoren
zur Feststellung des Alterungszustandes vorhanden sind, können durch Anwendung von
Condition Monitoring auf eine Komponente der Eintritt in die Phase III der Verschleiß-
ausfälle frühzeitig erkannt und rechtzeitig geeignete Maßnahmen ergriffen werden oder
Wartungsstrategien optimiert werden. Ähnliche Optionen wären bei Anwendung von
Prognoseverfahren möglich, wobei ein größerer Zeithorizont bei einer geringeren Aussa-
gezuverlässigkeit besteht. Prognoseverfahren haben das Ziel, ausgehend vom aktuellen
Alterungszustand eines Systems eine Vorhersage über den Alterungszustand zu einem
bestimmten Zeitpunkt in der Zukunft zu machen [37]. Auf die Eigenschaft der Fehler-
toleranz, die bei Defekten in allen drei Phasen der Lebensdauer greifen würde, wurde
bereits in Absatz 2.1.2.1 näher eingegangen. Sie kann beispielsweise durch redundan-
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te Erweiterungen des Systems realisiert werden. Darüber hinaus sind natürlich auch
Kombinationen aus den vorgestellten Strategien denkbar.
Im Bereich der LHL-Bauelemente findet in Bezug auf Materialien, Verbindungstechni-
ken und Herstellungsprozesse eine intensive Forschung und permanente Weiterentwick-
lung, immer vor dem Hintergrund der erforderlichen Kosten, statt [38]. Die Art der Aus-
fälle von LHLs lässt sich zunächst in Spontanausfälle und Verschleißausfälle einteilen
[39]. Spontanausfälle sind unabhängig von der Betriebsdauer und kommen in der Regel
durch Überlastungen wie z.B. Übertemperatur, Überspannung, Überstrom oder dyna-
mische Überlastung zustande. Verschleißausfälle hingegen sind eine Folge intrinsischer
Fehlermechanismen. Sie sind abhängig von der Betriebsdauer und den Betriebsbedin-
gungen [39]. Bezüglich der Herkunft eines Ausfalls ist zwischen dem Halbleiterchip und
dem sogenannten Packaging, also der konstruktiven Integration des Chips in das Bau-
element, zu unterscheiden [37], [40]. Ausfälle des Chips, wie z.B. ein Zusammenbruch
des Gate-Oxids, kommen in der Regel durch Überlastungen zustande, die wiederum
auch eine Folge intrinsischer Fehlermechanismen seitens des Packagings sein können
[37]. Die weitaus häufigeren Ausfälle sind dem Packaging zuzuordnen [37]. Die treiben-
de Kraft sind dabei Diskrepanzen zwischen den thermischen Ausdehnungskoeffizienten
der verschiedenen Materialien in Verbindung mit den Temperaturschwankungen infolge
der Lastzyklen [37]. Bei den IGBTs in Modul-Bauweise sind die häufigsten Verschleiß-
ausfälle auf die Alterungsmechanismen der zwei wesentlichen Schwachstellen zurückzu-
führen, nämlich auf das Ablösen der Bondverbindungen und auf die thermomechanische
Ermüdung der Lotverbindungen [41]. Die Wahrscheinlichkeit für einen Verschleißaus-
fall ist bei Presspack-Bauteilen hingegen aufgrund des Fehlens von Bonddrähten und
der Möglichkeit einer doppelseitigen Kühlung deutlich niedriger [37]. Dafür kann es
hier infolge von chemischen Vorgängen zwischen dem Kühlmittel und den leitenden
Schichten zu Materialermüdung kommen [37].
Condition Monitoring für ein elektrisches Umrichtersystem zielt darauf ab, die oben
genannten Überlastungserscheinungen zu vermeiden, um Spontanausfälle bei den be-
teiligten Komponenten zu vermeiden. In Bezug auf die LHL-Ventile sind insbesondere
thermische Überlastungen von zentraler Bedeutung [42]. Darüber hinaus ist es jedoch
auch möglich, die Zyklenbelastung mit Hilfe eines thermischen Managementsystems zu
reduzieren, um somit den Eintritt in die Phase der Verschleißausfälle hinauszuzögern
[43]. Die zum Condition Monitoring des Umrichters zugeordneten Verfahren können
jedoch meist nicht als universell angesehen werden, sondern müssen individuell im Zu-
sammenhang mit dem jeweiligen Anwendungshintergrund betrachtet werden [43].
Das Ziel beim Condition Monitoring für die LHL-Ventile besteht darin, sich anbahnen-
de Verschleißausfälle im Vorfeld zu erkennen, um einerseits größere Folgeschäden am
Umrichter zu vermeiden und andererseits rechtzeitig geeignete Maßnahmen einleiten zu
können, wie z.B. eine Reduzierung der Leistung [37]. Ausfälle des Chips sind weitestge-
hend irrelevant in Bezug auf Verfahren zum Condition Monitoring, da sie meist durch
Spontanausfälle zustande kommen, deren Vorhersage nicht möglich ist [37]. Im Ge-
gensatz zu den Presspack-Bauteilen, bei denen es nur eine geringe Wahrscheinlichkeit
für Ausfälle aufgrund des Packagings gibt, ist Condition Monitoring bei der Modul-
Bauweise Gegenstand viel beachteten Interesses und ausgiebiger Forschung [37]. Auch
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wenn keine Hinweise über einen bereits erfolgenden Einsatz in der Praxis gefunden wer-
den konnten, liefert die Forschung jedoch einige vielversprechende Ansätze. Hier werden
insbesondere die Kollektor-Emitter-Sättigungsspannung als Indikator für das Ablösen
der Bondverbindungen sowie der thermische Widerstand zwischen Sperrschicht und
Kühlkörper als Indikator für die Ermüdung der Lotverbindungen als vielversprechend
angesehen [37], [41], [44], [45]. Dabei stellen die Methodik zur Messung von Größen,
die im laufenden Umrichterbetrieb schwierig oder sogar nur indirekt zu erfassen sind,
und die erforderliche hohe Messgenauigkeit aufgrund der geringen Veränderungen der
Indikationsparameter zwei der größten Herausforderungen dar [37], [45].
Ebenso wie beim Condition Monitoring stehen auch im Bereich Prognose wieder die
LHL in Modul-Bauweise im Mittelpunkt. Hier wurden in der Vergangenheit mit dem
Ziel einer Abschätzung der Lebensdauer verschiedene Modelle entwickelt, wie z.B. das
Coffin-Manson-Modell oder das LESIT-Modell [46]. Eines der heutzutage exaktesten
Vorhersagemodelle ist das sogenannte CIPS2008-Modell [47], welches noch weitere Grö-
ßen in die Abschätzung mit einfließen lässt, die einen erwiesenen Einfluss auf die Le-
bensdauer ausüben [46]. Neben der Tatsache, dass diese Modelle nur auf die Vorhersage
von Verschleißausfällen abzielen können, besteht zudem auch immer eine gewisse Un-
genauigkeit. Diese ist vor allem der Diskrepanz zwischen den real auftretenden und
den für die Berechnung zu Grunde gelegten Lastzyklen geschuldet. Hier besteht insbe-
sondere beim Anwendungsgebiet einer realen WEA eine große Herausforderung, da die
Lastzyklen von den Windgeschwindigkeiten beeinflusst werden, die über einen langen
Zeitraum von mehreren Jahren nur geschätzt werden können [48].
Fehlertoleranter Betrieb lässt sich bei einem Umrichtersystem generell durch Ausnut-
zung hardwareseitiger Redundanz ermöglichen. Bei einigen Umrichtertypen kann be-
reits ein gewisses Maß an natürlicher Redundanz enthalten sein. In den meisten Fällen
sind jedoch zusätzliche Modifikationen zur Schaffung von Redundanz erforderlich. Um
die fehlertoleranten Eigenschaften beurteilen zu können, ist immer die Wirkung der
Modifikationen für jeden möglichen Fehlerfall in den einzelnen Ventilen separat zu
analysieren, wobei z.B. die maximal mögliche Leistung im Notbetrieb ein wichtiges
Kriterium darstellt. Für den gewöhnlichen 2L-Umrichter wurde in der Vergangenheit
eine Reihe unterschiedlicher Topologien entwickelt und veröffentlicht. Bei einigen wird
im Falle eines Fehlers die fehlerhafte Ausgangsphase mit dem Nullpunkt des Umrich-
ters verbunden, so dass der Betrieb noch mit reduzierter Leistung aufrechterhalten
werden kann [49]. Weitere Topologien nutzen in Verbindung mit Drehstromantrieben
den Nullleiter der Maschine, sofern dieser zugänglich ist, um ihn im Fehlerfall mit
dem Nullpunkt des Umrichters zu verbinden [50], [51] oder über eine redundante Zu-
satzhalbbrücke ansteuern zu können [52], so dass auch hier eine reduzierte Leistung
in Kauf genommen werden muss. Eine Beibehaltung der maximal möglichen Leistung
ließe sich neben einer Parallelschaltung ganzer Umrichtermodule [53] durch Bereitstel-
lung einer redundanten Zusatzhalbbrücke ermöglichen, die im Falle eines Fehlers die
fehlerhafte Halbbrücke substituiert [54]. In Bezug auf ML-Umrichter sind die Möglich-
keiten aufgrund der höheren Anzahl an Ventilen, Raumzeigern und Schaltzuständen
noch vielfältiger [55]. Darauf sei an dieser Stelle jedoch nicht weiter eingegangen, da die
Möglichkeiten in Bezug auf den 3L-NPC-Umrichter in Kapitel 3 noch eingehend unter-
sucht werden. Es ist jedoch hervorzuheben, dass zur Realisierung von fehlertolerantem
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Betrieb ebenfalls die Fehlerisolierung und die Rekonfiguration, also der Umschaltvor-
gang vom Normal- in den Notbetrieb, wichtige Aspekte in Bezug auf die Schaltungs-
topologie darstellen. Zudem sind Verfahren zur Fehlerdetektion unabdingbar, um die
Eigenschaft der Fehlertoleranz überhaupt erst nutzen zu können.
Von allen betrachteten Strategien zur Erhöhung der Zuverlässigkeit des elektrischen
Umrichtersystems ist der fehlertolerante Betrieb die einzige, die nicht nur auf die Ver-
hinderung eines möglichen LHL-Defektes abzielt, sondern eine konkrete Lösungsmög-
lichkeit im Falle eines bereits erfolgten Schadens anbietet. Weiterhin ist dies die einzige
Strategie, die eine Wirkung gegenüber Ausfällen in allen drei Phasen der Lebensdauer
entfalten kann, sofern keine schwerwiegenden Folgeschäden die Fortführung des Be-
triebs verhindern. Aus diesen Gründen wird der fehlertolerante Betrieb insbesondere
im Hinblick auf den Einsatz in WEAs als vielversprechende Alternative zu Condition
Monitoring und Prognoseverfahren beurteilt und in dieser Arbeit näher untersucht.
2.2 Zielsetzung und Randbedingungen
Die Zielsetzung dieser Arbeit besteht im Wesentlichen in der Beantwortung der folgen-
den Fragen im Rahmen wissenschaftlicher Untersuchungen:
− Welche technischen Möglichkeiten bestehen, um ein 3L-NPC-Vollumrichtersys-
tem in einer WEA mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz gegenüber Ausfällen
von Leistungshalbleiterventilen auszustatten?
− Wie groß ist ihr Nutzen in qualitativer und quantitativer Hinsicht, insbesonde-
re in Hinblick auf die Erhöhung der Zuverlässigkeit unter Berücksichtigung des
Mehraufwandes bezüglich Kosten und praktischer Umsetzbarkeit?
− Welche Variante(n) erweist (erweisen) sich dabei als die vielversprechendste(n)?
− Welche Besonderheiten ergeben sich im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Voll-
umrichtersystem, insbesondere bei der Ansteuerung?
Zur Beantwortung dieser Fragen ist als Basis für die Betrachtungen zunächst die Festle-
gung einiger grundlegender Randbedingungen in Bezug auf die Topologie des Gesamt-
systems, relevante Kenngrößen und Vorgaben zur Fehlertoleranz unabdingbar. Alle
Randbedingungen sind auch in Anhang 10.3.2 in einer Übersicht aufgelistet, wobei
die Angabe der Seitenzahl den Bezug zur entsprechenden Textstelle herstellt. Dabei
sind nur Angaben aufgeführt, die für diese Arbeit eine Relevanz haben. Es sei darauf
hingewiesen, dass in diesem Abschnitt nur die grundlegenden Randbedingungen auf
Basis der bislang dargestellten Grundlagen vorgegeben werden. Weiterführende Rand-
bedingungen werden erst im Kontext des jeweiligen Themenabschnittes festgelegt, da
sie einer Darlegung weiterer Grundlagen bedürfen. Weiterhin sei betont, dass die Fest-
legung von Randbedingungen in dieser Arbeit lediglich eine sinnvolle Basis für die
Untersuchungen gewährleisten soll, wie z.B. für den Vergleich von Umrichtertopologien
oder Ansteuerverfahren, aber nicht die Optimierung von Auslegungsparametern, wie
beispielsweise der ZK-Kapazitäten, das Ziel ist.
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Da für steigende Anlagenleistungen ein Trend hin zu drehzahlvariablen Antriebskon-
zepten mit Synchrongenerator und Vollleistungsumrichter festzustellen ist, wie in Ab-
satz 2.1.1.1 dargelegt wurde, soll ein derartiges Antriebskonzept gemäß Abbildung 2.3
die Basis der Betrachtungen in dieser Arbeit sein. Als Generatortyp wird eine PMSM
angenommen, da sie bei rotierendem Rotor aufgrund ihrer permanenten Erregung
durch die Dauermagneten immer eine Klemmenspannung aufweist, die nur durch Feld-
schwächung beeinflusst werden kann. Im Hinblick auf LL-Fehler und im Hinblick auf die
Trennung von möglicherweise nach Eintritt eines KS-Fehlers entstehenden KS-Pfaden
mit Hilfe einer Fehlerisolierung im Rahmen des Rekonfigurationsvorganges wird sie
daher als problematischster Generatortyp angesehen.
Da sich der 3L-NPC-Vollumrichter für den gewählten Antriebstyp in Absatz 2.1.1.2
als vielversprechendster und am häufigsten verwendeter Umrichtertyp herausgestellt
hat, wird er in dieser Arbeit zentraler Gegenstand der Untersuchungen sein. Es wird
angenommen, dass der Umrichter wie üblich über einen 3,3kV-Anschluss und ein Netz-
filter am Mittelspannungsnetz mit einer Netzfrequenz von 50 Hz betrieben wird. Als
repräsentativer Wert für die geforderte Wirkleistungsabgabe am Netzanschlusspunkt
(PCC = Point of Common Coupling) werden 6MW zu Grunde gelegt. Als LHL-Ventile
werden IGBTs in Presspack-Bauweise angenommen. Es sei aber darauf hingewiesen,
dass viele grundlegende Erkenntnisse auch bei der Verwendung von IGCTs Gültigkeit
haben, wobei leichte Unterschiede insbesondere bei der Zuverlässigkeits- und Kosten-
analyse aufgrund möglicherweise anderer Ausfallraten und Kostenfaktoren zu erwarten
sind.
In dieser Arbeit wird ausschließlich die Fehlertoleranz gegenüber Fehlern in den LHL-
Ventilen betrachtet. Dabei werden der Kurzschluss (KS) und der Leerlauf (LL) als die
beiden einzigen Fehlerarten angesehen, in die letztlich alle möglichen Ausfallmecha-
nismen eines Ventils münden. Sie schließen auch den Fall einer defekten Ansteuerung
durch den Gate-Treiber ein. Presspack-Bauteile haben zwar die Eigenschaft, im Fal-
le eines Defektes ohne große Gefahr von Folgeschäden am Umrichter meistens in den
KS-Zustand überzugehen [7], [18], [19]. Weiterhin wäre auch ein Einsatz spezieller Gate-
Treiber, die im Fehlerfall ein positives Gate-Signal bereitstellen können [56], denkbar.
Dennoch wird in dieser Arbeit nicht nur Fehlertoleranz gegenüber KS-Fehlern, sondern
auch gegenüber LL-Fehlern anvisiert, da diese trotz möglicher Vorkehrungen aufgrund
der Vielzahl an möglichen Fehlerursachen niemals ausgeschlossen werden können. Zu-
dem soll eine generelle Übertragbarkeit der Erkenntnisse über fehlertoleranten Betrieb
beim 3L-NPC-Umrichter auch auf die Modulbauweise, bei der LL-Fehler infolge von
abgelösten Bonddrähten häufiger anzutreffen sind, möglich sein.
Es ist das erklärte Ziel, im gesamten 3L-NPC-Vollumrichter insgesamt einen einzigen
Fehler der beiden genannten Arten in einem beliebigen LHL-Ventil tolerieren zu kön-
nen, ohne dabei Einbußen hinsichtlich der maximal möglichen Leistung hinnehmen zu
müssen. Neben der Vorgabe, dass der Zugang zum Sternpunkt der Maschine nicht als
gegeben vorausgesetzt wird, ist die Beibehaltung der Leistung ein weiterer Grund dafür,
dass fehlertolerante Varianten, die vom Sternpunkt der Maschine Gebrauch machen,
nicht in den Untersuchungen berücksichtigt werden. Als Voraussetzung wird hingegen
angesehen, dass keine Folgeschäden auftreten, die eine Aufrechterhaltung des Betriebs
verhindern.
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2.3 Beitrag der Arbeit
In der Vergangenheit wurden zahlreiche fehlertolerante Topologien auf Basis des 3L-
NPC-Umrichters entwickelt und publiziert. In der großen Mehrheit dieser Veröffentli-
chungen stehen die generelle Schaltungstopologie und die generelle Ansteuerung im
Normal- und Notbetrieb sowie während des Rekonfigurationsvorganges im Vorder-
grund. Es existieren jedoch nur wenige Veröffentlichungen, die auf einen konkreten
Anwendungsbezug abzielen und den Nutzen der fehlertoleranten Topologie im Hin-
blick auf das Hauptziel, nämlich einer Erhöhung der Zuverlässigkeit, quantifizieren.
In dieser Arbeit wird erstmals eine umfangreiche Untersuchung von fehlertoleranten
3L-NPC-Topologien vor dem Anwendungshintergrund einer WEA präsentiert. Dazu
werden zunächst die bekannten Topologien zusammengetragen und teilweise durch Mo-
difikation oder Kombination zu neuen Topologien weiterentwickelt. Die anschließenden
Untersuchungen zielen primär darauf ab, den Einfluss der fehlertoleranten Eigenschaf-
ten der einzelnen Topologien auf die Erhöhung der Zuverlässigkeit zu untersuchen.
Dabei wird für viele der Topologien zum ersten Mal die Herleitung einer Zuverläs-
sigkeitsfunktion durchgeführt. Neu ist dabei insbesondere auch die Ausweitung der
Betrachtungen auf das gesamte Vollumrichtersystem. Um weiterhin den Gewinn an
Zuverlässigkeit mit den dafür erforderlichen Kosten in Relation zu stellen, wird in die-
ser Arbeit mit dem Gütefaktor der Zuverlässigkeit RFM eine neue Größe definiert und
verwendet. Die dafür erforderlichen Kostenfaktoren wurden anhand einer eigens durch-
geführten Studie der Marktpreise ermittelt. Zwei neuartige Vollumrichterkonzepte, die
aus Teilen bekannter Topologien bestehen, gehen aus der Analyse, der Bewertung und
dem Vergleich als diejenigen hervor, die für den Einsatz in WEAs unter den gegebenen
Randbedingungen am geeignetsten und sinnvollsten erscheinen. Dabei stellt insbeson-
dere eines der beiden Konzepte aufgrund der Fähigkeit einer von den Basishalbbrücken
entkoppelten Ausbalancierung der Neutralpunktspannung zusätzliche Vorteile für den
Normalbetrieb in Aussicht. Die Ansteuerung des Umrichters mit dieser Zusatzhalb-
brücke war bereits Thema einiger weniger Veröffentlichungen. In Anlehnung an die
dort vorgestellten Erkenntnisse und auf Basis neuer Überlegungen wird in dieser Ar-
beit ein Ansteuerverfahren für die Zusatzhalbbrücke entwickelt und erstmals in Theorie,
Simulation und Praxis untersucht. Dabei wird in dieser Arbeit auch zum ersten Mal
der tatsächliche Nutzen der Zusatzhalbbrücke für den Normalbetrieb vor dem Hinter-
grund des Einsatzzweckes in einer WEA analysiert. Die praktischen Untersuchungen
wurden mit Hilfe eines für diesen Zweck eigenständig konzipierten und aufgebauten
Laborteststandes vorgenommen. Zuletzt werden die beiden neuartigen fehlertoleran-
ten Umrichterkonzepte im Hinblick auf Fehlerdetektion und Rekonfiguration näher
betrachtet, wobei erstmalig Strategien zur Fehlerdetektion für die Zusatzhalbbrücken
vorgestellt werden.
Auf Seite 169 ist die Liste eigener Veröffentlichungen dargelegt. Dabei sind zwei Pu-
blikationen anderen Themengebieten aus den Bereichen Regelungstechnik [MB1] und
Schaltungstechnik [MB2] gewidmet. In [MB3] wird mit einer Motivation, einem Über-
blick zum Stand der Technik und einer Diskussion von Strategien zur Erhöhung der
Zuverlässigkeit von Umrichtern in WEAs die Basis für den Einstieg in das Themenge-
biet gelegt. Teile davon wurden in Unterabschnitt 2.1.2 aufgegriffen. [MB4] stellt die
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Ergebnisse dar, die bei der Untersuchung von Verfahren zur Fehlerfrüherkennung und
Lebensdauerprognose von LHL-Modulen anhand eines selbst konzipierten und aufge-
bauten Lastwechselteststandes entstanden sind. Diese Ergebnisse werden in der vor-
liegenden Arbeit jedoch nicht aufgegriffen, da der fehlertolerante Betrieb im Mittel-
punkt steht. Diesbezüglich fasst [MB5] die wichtigsten theoretischen Ergebnisse aus
der Untersuchung, der Bewertung und dem Vergleich der unterschiedlichen Topologien
zusammen. Es sei jedoch darauf hingewiesen, dass eine der dort vorgestellten Topolo-
gien (Top. mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke) im Vergleich zu den Ausführungen
in dieser Arbeit geringfügig modifiziert wurde, so dass hier leichte Abweichungen im
Hinblick auf Kostenfaktoren und Zuverlässigkeitsberechnungen bestehen.
2.4 Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurde zunächst unter Darlegung der erforderlichen Grundlagen die
Problemstellung verdeutlicht. Im Folgenden werden die wichtigsten Erkenntnisse kurz
zusammengestellt:
− Für steigende Anlagenleistungen, insbesondere in Hinblick auf den Offshore-
Einsatz, ist ein Trend hin zu Antriebskonzepten mit Synchrongenerator und Voll-
leistungsumrichter zu erkennen.
− Für derartige Antriebe erscheint der 3L-NPC-Vollumrichter als vielversprechends-
te und am häufigsten anzutreffende Umrichtertopologie.
− Die Auswertung von Ausfallstatistiken zeigt, dass die LHL-Ventile im Vergleich
zu anderen Komponenten einer WEA eine relevante Ausfallrate aufweisen und
somit für die Anlagenverfügbarkeit infolge reduzierter Zugänglichkeit immer be-
deutender werden.
− Im Gegensatz zu parallel geschalteten 2L-Umrichtermodulen würde ein defektes
LHL-Ventil beim 3L-NPC-Umrichter aufgrund fehlender Hardware-Redundanz
zu einem Ausfall des Umrichters und somit der gesamten Anlage führen.
− Fehlertoleranter Betrieb stellt somit insbesondere beim 3L-NPC-Umrichter eine
vielversprechende Strategie dar, um die Zuverlässigkeit des elektrischen Umrich-
tersystems zu erhöhen.
Auf Basis dieser Erkenntnisse wurden dann die Ziele dieser Arbeit unter Vorgabe von
Randbedingungen definiert. Anschließend wurde der Beitrag dieser Arbeit offengelegt
und von bereits existierenden wissenschaftlichen Veröffentlichungen abgegrenzt.
3 Vergleich fehlertoleranter
Umrichtertopologien
In diesem Kapitel sollen die technischen Möglichkeiten, um das elektrische Umrich-
tersystem einer WEA unter den gegebenen Randbedingungen mit der Eigenschaft der
Fehlertoleranz auszustatten, dargelegt und untersucht werden. Ihr Nutzen soll quali-
tativ und quantitativ analysiert werden, wobei insbesondere der Einfluss auf die Zu-
verlässigkeit und der Mehraufwand hinsichtlich Kosten und praktischer Umsetzbarkeit
im Fokus stehen sollen. Anhand ausgewählter Kriterien sollen die vielversprechendsten
Topogien herausgearbeitet werden. Dazu startet Abschnitt 3.1 zunächst mit den erfor-
derlichen Grundlagen zum 3L-NPC-Umrichter. Bevor dann in Abschnitt 3.3 die techni-
schen Möglichkeiten zur Fehlertoleranz dargestellt, analysiert, bewertet und verglichen
werden, gibt Abschnitt 3.2 Kriterien als Bewertungsgrundlage vor. Abschnitt 3.4 fasst
die wichtigsten Ergebnisse zusammen.
3.1 Grundlagen zum 3L-NPC-Umrichter
3.1.1 Topologie und Schaltzustände
Die erste Veröffentlichung zum 3L-NPC-Umrichter geht mit [57] auf das Jahr 1981
zurück. Seine Topologie inklusive der in dieser Arbeit verwendeten Notation ist in
Abbildung 3.1 dargestellt. Sie besteht aus 12 LHL-Ventilen Sx1 . . . Sx4 mit jeweils an-



















































































Abb. 3.1: Topologie des 3L-NPC-Umrichters mit hier verwendeter Notation
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SZ ux,L0 Sx1 Sx2 Sx3 Sx4
+ UDC
2
1 1 0 0
0 0 0 1 1 0
− −UDC
2
0 0 1 1





































































































Abb. 3.2: Strompfade in einer 3L-NPC-Halbbrücke für die 3 Schaltzustände + (links),
0 (Mitte) und − (rechts)
x ∈ {a, b, c} stellvertretend für eine Phase. Sx1 und Sx4 werden als äußere, Sx2 und Sx3
als innere Ventile bezeichnet. Im Gegensatz zum 2L-Umrichter, bei dem jede Phase ent-
weder auf positives oder negatives ZK-Potential (+ oder −) gezogen werden kann, steht
beim 3L-NPC-Umrichter mit dem Neutralpunkt (NP) noch ein weiteres Potential 0 zur
Verfügung. Bei ideal ausbalanciertem NP-Potential teilt sich die ZK-Spannung UDC
symmetrisch auf die beiden ZK-Kondensatoren CDC1 = CDC2 auf:




Tabelle 3.1 zeigt die zur Realisierung der 3 Schaltzustände (SZ) erforderliche Ansteue-
rung der Ventile. Dabei ist ein geschlossenes Ventil durch 1 und ein offenes Ventil durch
0 gekennzeichnet. Abbildung 3.2 veranschaulicht die physikalischen Strompfade in einer
einzelnen Halbbrücke. Die Verläufe der gepulsten Ausgangsspannung sind zusammen
mit ihrer Grundschwingungskomponente beispielhaft in Abbildung 3.3 dargestellt. Auf
die Pulsmustergenerierung wird im Rahmen von Kapitel 4 näher eingegangen. Die
Wahl des NPs als Bezugspotential 0 für die Ausgangsleiterspannung der Phasen a und
b führt zu folgender Berechnung für die verkettete Ausgangsspannung:
uab,LL = ua,L0 − ub,L0 (3.2)
Es ist zu sehen, dass diese eine Stufigkeit von 5 aufweist und somit im Vergleich zum
2L-Umrichter 2 zusätzliche Spannungsstufen bietet, was die in Absatz 2.1.1.2 genann-







































































Abb. 3.3: Beispielhafte Verläufe der gepulsten Umrichterausgangsspannungen und ih-
rer Grundschwingungskomponente in einem 3L-NPC-Umrichter: Leiter-Null-
Spannungen Phase a (oben), Phase b (Mitte), verkettet (unten)
ten Vorteile mit sich bringt. Anhand der Verläufe können ebenfalls die Nachteile des
3L-NPC-Umrichters nachvollzogen werden. Eine ausbalancierte NP-Spannung ist die
Grundvoraussetzung für den Betrieb des Umrichters. Schwankungen der NP-Spannung
schlagen sich negativ auf die Qualität der Ausgangsspannungen, aber auch auf die
erforderliche Spannungsfestigkeit der Ventile und ZK-Kondensatoren nieder. Die Auf-
gabe der NP-Balancierung kann heutzutage zwar weitestgehend als gelöst angesehen
werden [58], allerdings erfordert sie zusätzliche Maßnahmen bei der Modulation und
somit Abstriche im Hinblick auf andere Optimierungsziele [59], [60]. Diese Thematik
wird in Absatz 4.1.4.3 ausführlicher behandelt. Ein weiterer Nachteil ergibt sich in
Folge der Schalthandlungen. Um höhere Schaltverluste und eine größere Spannungsbe-
lastung der Ventile infolge der Kommutierung bei 4 schaltenden Ventilen je Halbbrücke
zu vermeiden, werden direkte Übergänge zwischen SZ + und − umgangen [61]. Das
bedeutet, dass zwischen SZ + und 0 bzw. SZ 0 und − geschaltet wird, wie es auch aus
den Verläufen der Leiter-Null-Spannungen hervorgeht. Daher kommt es zu einer un-
symmetrischen Aufteilung der Schalt- und Durchlassverluste zwischen den äußeren und
inneren Ventilen einer Halbbrücke [62], [63]. Abhilfe ließe sich durch Erweiterung auf
einen ANPC-Umrichter schaffen, bei dem durch Austausch der Clamping-Dioden gegen
schaltende Ventile mit antiparalleler Freilaufdiode zusätzliche Freiheitsgrade entstehen,
die zur Symmetrierung der Verluste genutzt werden können [21], [62].
3.1.2 Kommutierung und Verluste
Als Kommutierung bezeichnet man den Vorgang, der beim Schalten der Ventile zu ei-
ner kurzen Überlappung der Stromführungszeiten in den Ventilzweigen führt [64]. Die
Kommutierungsvorgänge bei der 3L-NPC-Topologie werden im Folgenden beispielhaft
für den Übergang zwischen SZ 0 und + bzw. umgekehrt für positiven Phasenstrom
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Abb. 3.4: Kommutierung in einer 3L-NPC-Halbbrücke zwischen den Schaltzuständen







































































Ausschalten S Kommutierungx3 Þ
Einschalten S Kommutierungx3 Þ
Abb. 3.5: Kommutierung in einer 3L-NPC-Halbbrücke zwischen den Schaltzuständen
0 und + bei negativem Phasenstrom (Durchlassverluste vernachlässigt)
anhand von Abbildung 3.4 und für negativen Phasenstrom anhand von Abbildung 3.5
dargestellt und erläutert. Dazu wird angenommen, dass sich die ZK-Spannung symme-
trisch auf die ZK-Kondensatoren aufteilt. Weiterhin wird vorausgesetzt, dass sich die
Spannung über den beiden oberen bzw. beiden unteren Ventilen im gesperrten Zustand
symmetrisch aufteilt. Dies lässt sich in der Praxis entweder durch zu den inneren Ven-
tilen parallelgeschaltete Symmetrierungswiderstände [21] oder durch äußere LHL mit
einem geringeren Kollektor-Emitter-Reststrom als die inneren LHL erreichen [61].
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SZ Sx1 Dx1 Sx2 Dx2 Sx3 Dx3 Sx4 Dx4 Dx5 Dx6
+ • •
+↔ 0 ◦ ◦
ix > 0 0 • •
0↔ − ◦ ◦
− • •
+ • •
+↔ 0 ◦ ◦
ix < 0 0 • •
0↔ − ◦ ◦
− • •
Tab. 3.2: Durchlassverluste (•) und Schaltverluste (◦) in einer 3L-NPC-Halbbrücke
Die Halbbrücke befinde sich bei positivem Phasenstrom zunächst im SZ 0. Über den äu-
ßeren Ventilen liegt jeweils die halbe ZK-Spannung an. Dann werde Sx3 ausgeschaltet,
wobei die Berücksichtigung einer Totzeit den Übergang des LHLs in seinen vollstän-
digen Sperrzustand gewährleisten soll. Die halbe ZK-Spannung teilt sich nach diesem
Vorgang über die beiden unteren Ventile auf. Sobald Sx1 eingeschaltet wird, beginnt
die Kommutierung des Stroms von der Clamping-Diode Dx5 auf das Ventil Sx1. Danach
ist der SZ + erreicht und die ZK-Spannung teilt sich auf die beiden unteren Ventile
auf. Im umgekehrten Fall für den Übergang von SZ + nach 0 wird die Kommutierung
des Stroms von Sx1 auf Dx5 durch Ausschalten von Sx1 eingeleitet, wobei auch hier
wieder eine Totzeit berücksichtigt wird. Die Kommutierung beim Schaltvorgang von
SZ 0 nach + bei negativem Phasenstrom beginnt mit dem Ausschalten von Sx3. Der
Strom wird in diesem Fall gezwungen, von Ventil Sx3 und Clamping-Diode Dx6 auf
die antiparallelen Dioden Dx1 und Dx2 abzukommutieren. Die ZK-Spannung teilt sich
danach auf die beiden unteren Ventile auf. Das Einschalten des Ventils Sx1 nach Ablauf
der Totzeit zum Erreichen von SZ + hat hier keinen weiteren Einfluss. Die Übergän-
ge zwischen SZ 0 und − laufen analog ab und werden an dieser Stelle nicht weiter
ausgeführt.
Es ist herauszuheben, dass alle Ventile und Dioden auch während des Kommutierungs-
vorganges in der theoretischen Betrachtung keiner höheren als der halben ZK-Spannung
ausgesetzt werden. Der maximale Strom, der durch Ventile und Dioden fließt, ist der
maximale Phasenstrom. Diese Parameter sind somit für die Auslegung der LHL maß-
gebend [21].
In Tabelle 3.2 sind die Durchlassverluste und Schaltverluste, die in den jeweiligen
Schalt- und Übergangszuständen einer 3L-NPC-Halbbrücke auftreten, zusammenge-
fasst. Durchlassverluste treten jeweils im stationären Zustand in den leitenden Bau-
elementen auf. Dabei sei darauf hingewiesen, dass die Durchlassverluste in den Abbil-
dungen 3.4 und 3.5 durch Angabe einer Spannung von 0V über den leitenden Ventilen
zur Vereinfachung vernachlässigt wurden. Die Schaltverluste resultieren aus der Kom-
mutierung und den endlichen Übergangszeiten zwischen dem leitenden und sperrenden
Zustand der Bauelemente beim Schalten von Ventilen. Sie setzen sich aus den Ein- und
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Abb. 3.6: Basis-Spannungsraumzeiger des 3L-NPC-Umrichters
Ausschaltverlusten der Bauelemente zusammen, wobei dies per Definition Ventile und
Dioden einschließt [65]. Trotz der Beteiligung von 4 Bauelementen an den Kommutie-
rungsvorgängen ergeben sich nur Schaltverluste in jeweils 2 Bauelementen. So treten
etwa beim Übergang von SZ 0 nach + bei positivem Phasenstrom Ausschaltverluste
aufgrund des Diodenrückstroms in Dx5 und Einschaltverluste in Sx1 auf. Im umgekehr-
ten Fall beim Übergang von SZ + nach 0 ergeben sich Ausschaltverluste in Sx1 und
Einschaltverluste in Dx5, wobei Letztere in Dioden weitaus geringer sind [65].
3.1.3 Spannungsraumzeiger
Ein 3-phasiger 3L-NPC-Umrichter besitzt 33 = 27 unterschiedliche Schaltzustände [62].
Die dazugehörigen Umrichterausgangsspannungen können bei einem System ohne Null-
leiter mit Hilfe des komplexen Drehoperators a = ej2pi/3 auf folgende Weise in die
Raumzeigerdarstellung (RZ-Darstellung) überführt werden [61], wobei α die reelle und
































Es ergeben sich insgesamt 19 unterschiedliche Basis-Spannungs-RZs V−→, die in Abbil-
dung 3.6 in der RZ-Ebene dargestellt und in Tabelle 3.3 aufgelistet sind. Entspre-
chend ihres Betrages werden die Raumzeiger in Null-RZ, innere, mittlere und äußere
RZs eingeteilt. Während die 6 äußeren und 6 mittleren Raumzeiger eindeutig einem
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RZ-Typ RZ SZ ∠(V−→) |V−→|
Null-RZs V0−→
+ + +
0° 0 V0 0 0
−−−
V1−→ + 0 0 0°
0 −−
V2−→ 0 0 − 60°
++ 0
V3−→ 0 + 0 120°
Innere RZs − 0 − 1
3
· UDC
V4−→ − 0 0 180°
0 ++
V5−→ 0 0 + 240°−− 0
V6−→ 0 − 0 300°
+ 0 +
V7−→ + 0 − 30°
V8−→ 0 +− 90°
Mittlere RZs V9−→ −+ 0 150° 1√3 · UDC
V10−→ − 0 + 210°
V11−→ 0 −+ 270°
V12−→ +− 0 330°
V13−→ +−− 0°
V14−→ + +− 60°
Äußere RZs V15−→ −+− 120° 23 · UDC
V16−→ −+ + 180°
V17−→ −−+ 240°
V18−→ +−+ 300°
Tab. 3.3: Basis-Spannungsraumzeiger nach Betrag und Phase bei jeweiligem Schaltzu-
stand des 3L-NPC-Umrichters
Schaltzustand zugeordnet sind, liegt bei den inneren 6 Raumzeigern einfache und beim
Null-RZ doppelte Redundanz bezüglich der Schaltzustände vor. Redundante Schaltzu-
stände sind vorteilhaft, da sie zum einen bei der Modulation zur Verfolgung von Op-
timierungszielen, wie z.B. der Verlustminimierung, genutzt werden können [21]. Zum
anderen bieten sie ein begrenztes Maß an natürlicher Fehlertoleranz [55], die in Unter-
abschnitt 3.3.1 näher untersucht wird.
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3.2 Kriterien zur Bewertung der Topologien
Für den Vergleich und die Bewertung der Maßnahmen zur Fehlertoleranz werden im
Folgenden verschiedene Kriterien festgelegt. Diese lassen sich 4 Hauptaspekten zu-
ordnen, erstens dem Aufwand und den Kosten, zweitens den Auswirkungen auf den
Normalbetrieb, drittens dem hier im Fokus stehenden Aspekt der Fehlertoleranz und
viertens der damit verbundenen Zuverlässigkeit des Gesamtsystems.
3.2.1 Aufwand und Kosten
Der Aufwand umfasst zum einen den Bauteilaufwand mit Anzahl und Dimensionierung
der Komponenten, zum anderen aber auch den Realisierungsaufwand bei der tech-
nischen Umsetzung. Die Gesamtkosten des fehlertoleranten Umrichters werden nicht
absolut, sondern im Verhältnis zum Standard-Umrichter abgeschätzt. Als Hilfsmittel
für diese Abschätzung werden wie in [52] und [53] Gewichtungsfaktoren für die Kos-
ten der einzelnen Bauelemente eingeführt, die sich an einem einzelnen IGBT inklusive
Freilaufdiode orientieren. Als Grundlage für deren Festlegung dient ein im August
2012 durchgeführter Preisvergleich für die einzelnen Komponenten von unterschiedli-
chen Herstellern. Tabelle 3.4 zeigt die Ergebnisse dieser Studie und gibt die zu Grunde
gelegten Werte der für den Preis relevanten Randbedingungen an.
Dabei ist anzumerken, dass die Gewichtungsfaktoren k approximierte Mittelwerte sind,
da die Preise je nach Hersteller, Distributor und Stückzahl erheblich variieren können.
Für andere Randbedingungen können sich die gewählten Gewichtungsfaktoren als un-
passend erweisen. Weiterhin sei angemerkt, dass auf eine Offenlegung der Absolutpreise
verzichtet wird, da diese Daten teilweise nicht frei zugänglich sind und somit firmen-
interne Daten darstellen. Selbst ohne Nennung des jeweiligen Herstellers wäre eine
Zuordnung aufgrund der Spezialität der Komponenten nicht auszuschließen.
Die grundlegenden Komponenten des gewöhnlichen 3L-NPC-Umrichters sind die LHL-
Ventile inklusive antiparalleler Freilaufdiode und Gate-Treiber, die Clamping-Dioden
und die beiden ZK-Kondensatoren. Mit Hinweis auf Absatz 10.3.5 wurde für den obe-
ren und unteren ZK-Kondensator jeweils ein Aluminium-Elektrolyt-Kondensator mit
einer Bemessungsspannung von UB = 3 kV und einer Kapazität von CDC = 3 mF
angenommen. Für die LHL-Ventile wurden Presspack-IGBTs mit einer maximalen
Sperrspannung von UCES = 4,5 kV bei einem Nennkollektorstrom von ICN = 1,2 kA
zu Grunde gelegt. Als Clamping-Dioden wurden Fast Recovery Dioden in Presspack-
Bauweise mit einer entsprechenden höchstzulässigen periodischen Spitzensperrspan-
nung in Rückwärtsrichtung von URRM = 4,5kV und einem höchstzulässigen Mittelwert
des Diodenstroms von IFAVM = 1,2kA betrachtet. Weitere Komponenten, die im Zuge
der Maßnahmen zur Fehlertoleranz zur Anwendung kommen, sind der Vollständigkeit
halber bereits in der Liste aufgeführt. Auf die zu Grunde gelegten Randbedingungen
wird jedoch erst im Kontext des entsprechenden Abschnittes näher eingegangen. Im
Falle einer Überdimensionierung von LHL-Bauelementen wird weiterhin angenommen,
dass die Kosten im Bereich um den ermittelten Punkt ungefähr linear mit zunehmender
Stromtragfähigkeit und Spannungsfestigkeit ansteigen [66].
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Komponente Randbedingungen k
IGBT Inkl. Freilaufdiode, Presspack-Bauweise,
UCES = 4,5 kV, ICN = 1,2 kA
1
IGBT-Treiber Passend für angegebenen IGBT 0,3
Clamping-Diode Fast Recovery Diode, Presspack-Bauweise,
URRM = 4,5 kV, IFAVM = 1,2 kA
0,2
ZK-Kondensator Aluminium-Elektrolyt-Kondensator, 1,5
CDC = 3 mF, UB = 3 kV
Thyristor inkl. Treiber Presspack-Bauweise, 0,5
UDRM = 4,5 kV, ITAVM = 1,2 kA
Sicherung Superflinke Halbleitersicherung, 0,8
UB = 3 kV, IB = 1,25 kA
Trennschalter Elektromechanisch, leistungsloses Schalten, 0,2
„Single Pole Single Throw“ (SPST)
UB = 6,9 kV, IB = 1,2 kA
Induktivität Einphasige Drossel mit Eisenkern 3
L = 0,7 mH, IB = 1,2 kA
Tab. 3.4: Gewichtungsfaktoren k für die Kosten der einzelnen Umrichterkomponenten
mit Angabe der zu Grunde gelegten Randbedingungen
Aus der Anzahl der beteiligten Bauelemente kann nun mit Hilfe der Gewichtungsfak-
toren k ein Kostenfaktor CF (Cost Factor) berechnet werden, der das Verhältnis der






Es ist darauf hinzuweisen, dass weitere anfallende Kosten, wie beispielsweise für Brems-
chopper, Kühlung, Leitungen oder Montagevorrichtungen nicht berücksichtigt werden.
Der Kostenfaktor ist daher als grobe Schätzung aufzufassen, die einen annähernden
Vergleich zwischen den Topologien ermöglichen soll.
3.2.2 Auswirkungen auf den Normalbetrieb
Die Eigenschaft der Fehlertoleranz wird erst dann genutzt, wenn der Umrichter nach
Eintritt eines Defektes im Notbetrieb arbeitet. Vorher befindet sich der Umrichter je-
doch im Normalbetrieb und sollte dabei möglichst keine Nachteile aus den Maßnahmen
zur Fehlertoleranz erfahren. Mögliche Nachteile können sich insbesondere hinsichtlich
des Wirkungsgrades ergeben. So würden zusätzliche stromtragende Ventile höhere Ge-
samtverluste bewirken. Dies wäre ebenso der Fall, wenn stromtragende Ventile hin-
sichtlich Spannungsfestigkeit oder Stromtragfähigkeit überdimensioniert werden und
somit im Normalbetrieb des Umrichters nicht in ihrem Nennbetriebspunkt arbeiten.
Positive Auswirkungen sind jedoch ebenfalls möglich und auch erwünscht. Hierbei ist
insbesondere der Einfluss auf die Balancierung des NP-Potentials anzuführen.
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3.2.3 Fehlertoleranz
In dieser Arbeit wird der Begriff der Fehlertoleranz in der Weise verwendet, dass ein
Fehler als tolerierbar bezeichnet wird, sofern der Betrieb des Umrichters grundsätzlich
fortgeführt werden kann, wenn auch möglicherweise nur unter eingeschränkten Bedin-
gungen, wie z.B. unter Reduzierung der maximal möglichen Leistung. Es sei jedoch mit
Hinweis auf Abschnitt 2.2 nochmals darauf hingewiesen, dass das Ziel dennoch Fehler-
toleranz im Sinne einer Beibehaltung der maximal möglichen Leistung darstellt.
Die beiden naheliegendsten Aspekte zur Beurteilung der Fehlertoleranz stellen die Art
und die Anzahl der zu tolerierenden Fehler dar. Letzteres soll hier jedoch einen unter-
geordneten Stellenwert einnehmen, da die Toleranz gegenüber einem einzelnen Fehler
im Fokus steht. Dabei lassen sich die Fehlerarten mit KS oder LL für eines der inneren
oder äußeren Ventile in 4 Fälle untergliedern. Die Güte der Fehlertoleranz lässt sich wei-
terhin beurteilen, indem anhand verschiedener Kriterien ein Vergleich zum Standard-
Umrichter erfolgt. Das wichtigste Kriterium ist dabei zunächst der maximal mögliche
Modulationsgrad Mmax nach Eintritt eines Fehlers. Ohne Berücksichtigung von Über-
modulation berechnet er sich aus dem Quotienten aus Spitzenwert der maximal zu





Dieser muss beim netzseitigen Umrichter in WEAs auch im Notbetrieb die erforderliche
Anschlussspannung gewährleisten können. In Bezug auf die 3L-NPC-Topologie stellt
daher insbesondere die Verfügbarkeit der in Unterabschnitt 3.1.3 dargelegten Basis-RZs
ein wichtiges Kriterium dar. Je nach RZ-Typ kann sich der vollständige Verlust eines
Raumzeigers negativ auf den Modulationsgrad oder lediglich auf den THD-Wert und
den Wirkungsgrad niederschlagen. Aber selbst der Verlust von redundanten Schalt-
zuständen bei einem einzelnen Raumzeiger würde sich schon aufgrund der geringeren
Anzahl an Spannungsstufen in einer Phase negativ auf den THD-Wert auswirken. In
der Folge würde eine ungünstigere Schaltfolge auch höhere Schaltverluste nach sich
ziehen. Negative Auswirkungen auf die Ausbalancierung der NP-Spannung und somit
wiederum auf den THD-Wert sind bei Verlust von Schaltzuständen ebenfalls möglich.
Weiterhin kann dies größere Toleranzen bei der Bauteilauslegung, wie etwa hinsichtlich
der Spannungsfestigkeit der ZK-Kondensatoren, und somit höhere Kosten erfordern.
Ein weiteres Kriterium ist die maximal mögliche Leistung im Notbetrieb. Dafür wird
ein Faktor PFPF (Post Fault Performance Factor) verwendet, der das Verhältnis von
maximal möglicher Leistung des fehlertoleranten Umrichters im Fehlerfall zu der des
Standard-Umrichters im Normalbetrieb angibt [52]:
PFPF =
Pmax (Notbetrieb des fehlertoleranten Umrichters)
Pmax (Normalbetrieb des Standard-Umrichters)
(3.6)
In anderen Quellen, wie beispielsweise in [53] oder [68], wird dieser auch mit FPRF
(Fault Power Rating Factor) bezeichnet. Es ist anzumerken, dass der Faktor bei un-
verändertem Stromfluss durch die Halbbrücken keine neuen Informationen enthält, da
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er sich proportional zum Modulationsgrad ändert. Um jedoch die maximal mögliche
Leistung im Fehlerfall mit dem Kostenaufwand der dafür erforderlichen Maßnahmen in
Relation zu stellen, wird weiterhin ein Gütefaktor der Fehlertoleranz hinsichtlich der






Das entscheidende Kriterium zur Bewertung der fehlertoleranten Maßnahmen ist ihr
Einfluss auf die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems. Die Zuverlässigkeit hängt von vie-
len Faktoren ab, wie z.B. äußeren Randbedingungen (z.B. Temperatur, Luftfeuchtig-
keit), Betriebsbedingungen (z.B. Betriebsdauer pro Tag, Betriebspunkt) oder Repa-
ratur und Wartung. Bei technischen Systemen mit hoher Komplexität und geringen
Ausfallwahrscheinlichkeiten sind Aussagen über die Zuverlässigkeit auf empirischem
Weg nur sehr schwierig zu gewinnen und in der Regel nicht ausreichend [24], [25].
Zudem besteht heutzutage immer häufiger die Notwendigkeit, Informationen über die
Zuverlässigkeit von technischen Systemen bereits in der Entwicklungsphase zu erhal-
ten, um beispielsweise Schwachstellen im System frühzeitig erkennen und beseitigen
zu können [25]. Aus diesen Gründen wird die Zuverlässigkeitsanalyse mit Hilfe von
Zuverlässigkeitsmodellen immer bedeutender. Dabei wird die Struktur des technischen
Systems z.B. mit Hilfe von Fehlerbäumen [69], [70], Ereignisbäumen [71], Zuverlässig-
keitsblockdiagrammen [72] oder Zustandsmodellen, wie z.B. der Markov-Methode [25],
modelliert. Mit Hilfe von Ausfallraten der Einzelkomponenten ist es dann möglich,
Aussagen über die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems zu generieren. Es sei jedoch an-
gemerkt, dass derartige Modelle niemals exakt die Realität abbilden können, da nicht
alle Einfluss auf die Zuverlässigkeit ausübenden Faktoren exakt im Modell berücksich-
tigt werden können.
Ein Vergleich der Zuverlässigkeiten von Umrichtersystemen ist aufgrund der großen
Schwierigkeit, gleiche Randbedingungen für den Betriebszustand des Umrichters und
der LHLs, wie z.B. hinsichtlich der thermischen Zyklenbelastung, als Vergleichsbasis
vorzugeben, nie exakt [18]. Dennoch wird in dieser Arbeit eine Abschätzung der Zu-
verlässigkeiten vorgenommen, um einen Eindruck vom Einfluss der fehlertoleranten
Maßnahmen zu erhalten. Dies geschieht auf Grundlage von bekannten Ausfallraten der
einzelnen Komponenten. Mit ihrer Hilfe lassen sich gemäß Gleichung 2.2 Zuverlässig-
keitsfunktionen für jede Einzelkomponente aufstellen. Die Reparatur des Umrichtersys-
tems während des Notbetriebs wird aus Gefahrengründen als nicht möglich eingestuft.
Somit kann auf die Verwendung komplexer Zustandsmodelle, bei denen der Zustand
des Systems von seiner Vorgeschichte abhängt und auf diesem Wege Aspekte der Repa-
ratur berücksichtigt werden können, verzichtet werden. Aufgrund der Anschaulichkeit
und der Möglichkeit zur schrittweisen Verknüpfung von Zuverlässigkeitsfunktionen ein-
zelner Elemente zu Zuverlässigkeitsfunktionen des Gesamtsystems wird in dieser Arbeit
die Methode der Zuverlässigkeitsblockdiagramme zur Modellbildung gewählt. Im Fol-
genden werden die Berechnungsregeln vorgestellt, die in dieser Arbeit relevant sind.
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Abb. 3.7: Zuverlässigkeitsblockdiagramme für Systeme mit n verschiedenen überle-
benswichtigen Elementen (links), 1 aus n redundanten verschiedenen Ele-
menten (Mitte) und k aus n redundanten gleichen Elementen (rechts)
Das Szenario, dass ein Gesamtsystem ausfällt, sobald eine von n Komponenten ausge-
fallen ist, lässt sich mit Hilfe einer Reihenschaltung gemäß Abbildung 3.7 links verdeut-
lichen. Die Ausfallraten der einzelnen Komponenten können dann zu einer Gesamtaus-





Da also mit Hinweis auf Gleichung 2.2 im Exponenten die Summe der Ausfallraten
gebildet wird, ergibt sich die Zuverlässigkeitsfunktion Rges,1(t) aus dem sogenannten





Bei redundanten Systemen ist zwischen aktiver und passiver Redundanz zu unter-
scheiden. Während bei aktiver Redundanz das Redundanzelement von Beginn an der
gleichen Belastung wie das arbeitende Element ausgesetzt ist, befindet sich das Red-
undanzelement bei passiver Redundanz bis zum Ausfall des Arbeitselements im Stand-
by-Modus und ist keiner Belastung ausgesetzt [25].
Ein System, bei dem n verschiedene Komponenten aktiv redundant angeordnet sind
und die Funktionsfähigkeit gewährleistet ist, solange mindestens eine Komponente in-
takt ist, lässt sich im Zuverlässigkeitsblockschaltbild mit Hilfe einer Parallelschaltung
gemäß mittlerer Abbildung 3.7 beschreiben. Die Zuverlässigkeitsfunktion Rges,2(t) be-









Für das in Abbildung 3.7 rechts dargestellte System, bei dem n gleiche Komponenten
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Komponente Ausfallrate λ/FIT Quelle
IGBT in Presspack-Bauweise λ1 = 120 [75]
Gate-Treiber je IGBT λ2 = 150 [75]
Beschaltung (Snubber) je IGBT λ3 = 50 [75]
Antiparallele Freilaufdiode je IGBT λ4 = 60 [75]
Clamping-Diode λ5 = 10 [75]
ZK-Kondensator λ6 = 120 [76]
Tab. 3.5: Angenommene Ausfallraten für die einzelnen Umrichterkomponenten
aktiv redundant angeordnet sind und die Funktionsfähigkeit gewährleistet ist, solange
mindestens k von n Komponenten intakt sind, ergibt sich die Zuverlässigkeitsfunkti-








·Ri(t) · [1−R(t)]n−i (3.12)





(k · λ · t)i
i!
·Rk(t) (3.13)
Für komplexere Fälle, die mit Hilfe dieser Regeln nicht abgedeckt werden können, wie
z.B. aktive Redundanz für k aus n unterschiedliche Komponenten, kommen in dieser
Arbeit entsprechend der Vorgehensweise aus [74] die Grundregeln der Stochastik gemäß
Anhang 10.2.2 zur Anwendung.
Aus der Zuverlässigkeitsfunktion des Gesamtsystems kann mit Hilfe von Gleichung 2.4
sein Mittelwert der ausfallfreien Arbeitszeit MTTF berechnet werden. Dabei wird im-
mer der gesamte Vollumrichter betrachtet, der im Zuverlässigkeitsblockdiagramm eine
Reihenschaltung aus netz- und generatorseitigen Halbbrücken sowie dem ZK darstellt.
Es sei angemerkt, dass die Zuverlässigkeitsanalyse recht aufwändig ist und daher nur
für diejenigen Topologien durchgeführt wird, deren Eignung für den Einsatz in WEAs
in den vorangegangenen Analysen festgestellt wurde.
Um den Gewinn an Zuverlässigkeit mit dem Kostenaufwand der dafür erforderlichen
Maßnahmen in Relation zu stellen, wird in dieser Arbeit ein Gütefaktor der Zuverlässig-
keit RFM (Reliability Figure of Merit) eingeführt. Dieser besteht aus dem Quotienten
des auf den Standard-Umrichter normierten Mittelwertes MTTF[p.u.] der ausfallfreien





Die für die Berechnung zu Grunde gelegten Ausfallraten je Komponente sind inklusive
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Quellenangabe in Tabelle 3.5 aufgelistet. Für die LHL-Ventile, für deren Gate-Treiber
und Beschaltung sowie für antiparallele Freilaufdioden und Clamping-Dioden dienen
Angaben aus [75] auf Basis von 4,5 kV Presspack-IGBTs in einem 8MVA 3L-NPC-
Umrichter. Ausfallraten für den ZK-Kondensator werden [76] entnommen. Es sei noch-
mals betont, dass die Berechnung der Gesamtzuverlässigkeit lediglich eine Abschätzung
sein kann. Denn neben der Annahme, dass die angegebenen Ausfallraten für die unter-
schiedlichen Umrichtertopologien gleichermaßen gültig sind, werden außerdem einige
Komponenten, wie z.B. Sensoren und Leitungen, vernachlässigt.
3.3 Maßnahmen zur Ermöglichung von Fehlertoleranz
Die unterschiedlichen Möglichkeiten, die sich bei einem Umrichtersystem generell bie-
ten, um einen fehlertoleranten Betrieb zu ermöglichen, wurden in Absatz 2.1.2.3 dar-
gelegt. Diese werden nun für den vorliegenden Typ des 3L-NPC-Vollumrichters näher
untersucht. Dabei wird zunächst die natürliche Redundanz der 3L-NPC-Topologie in
Unterabschnitt 3.3.1 analysiert. Maßnahmen zu weiterführender Fehlertoleranz lassen
sich beim 3L-NPC-Umrichter in 2 Kategorien unterteilen, zum einen in die Modifi-
zierung der Halbbrücken der Basistopologie und zum anderen in die Erweiterung der
Basistopologie um zusätzliche Halbbrücken. Die verschiedenen Möglichkeiten werden
jeweils in den Unterabschnitten 3.3.2 und 3.3.3 näher untersucht, bezüglich der in
Abschnitt 3.2 festgelegten Bewertungskriterien verglichen und ihre Eignung für den
Einsatz in WEAs unter Einhaltung der gegebenen Randbedingungen festgestellt. Die
betrachteten Topologien mit der verwendeten Nummerierung, einer Kurzbeschreibung
und dem Seitenbezug zum Text sind zur Übersicht auch in Anhang 10.1 aufgeführt.
3.3.1 Nutzung der natürlichen Redundanz der Basistopologie
Die klassische 3L-NPC-Topologie (Top. I) weist aufgrund redundanter Schaltzustän-
de ein gewisses Maß an inhärenter Fehlertoleranz auf [55]. Dies lässt sich anhand des
Raumzeigerdiagramms (RZD) verdeutlichen [77]. Abbildung 3.8 zeigt die Auswirkun-
gen auf das RZD im Fehlerfall an einem der inneren bzw. äußeren Ventile, wobei grau
unterlegte Flächen den Wegfall von Raumzeigern und Schaltzuständen symbolisieren.
Auf der linken Seite von Abbildung 3.8 ist beispielhaft das RZD für einen KS-Fehler
in Sa2 dargestellt. Der SZ − ist für die erste Phase nicht mehr realisierbar, da im Fal-
le des Einschaltens der unteren beiden Ventile ein Kurzschlusspfad über dem unteren
ZK-Kondensator entstehen würde. Somit sind 3 äußere und 2 mittlere RZs nicht mehr
verfügbar. Die 3 inneren RZs, bei denen jeweils ein SZ wegfällt, sind weiterhin über
den zweiten redundanten SZ zu realisieren. Ebenso sind noch 2 der 3 SZs des Null-RZs
vorhanden. Zur Bereitstellung einer symmetrischen dreiphasigen Ausgangsspannung
ist somit nur noch das innere Hexagon verfügbar. Damit sinkt der maximal mögliche
Modulationsgrad gemäß Gleichung 3.5 von Mmax = 1,15 auf die Hälfte. Auf der rech-
ten Seite von Abbildung 3.8 ist das RZD für einen KS-Fehler im äußeren Ventil Sa1
gezeigt. In diesem Fall besteht für Phase a eine Verbindung zum oberen ZK-Potential,
sobald Sa2 geschlossen wird. Der SZ 0 ist also nicht mehr möglich. Weiterhin würde sich





















































Abb. 3.8: Raumzeigerdiagramme des klassischen 3L-NPC-Umrichters (Top. I) bei KS-





















































Abb. 3.9: Raumzeigerdiagramme des klassischen 3L-NPC-Umrichters (Top. I) bei LL-
Fehlerfall in Sa2 (links) und Sa1 (rechts)
beim Einschalten der beiden unteren Ventile über Sa2 ein Spannungsabfall in Höhe der
vollen ZK-Spannung ausbilden. Damit wäre bei klassischer Ventilauslegung in einem
3L-NPC-Umrichter die maximale Sperrspannung des LHLs überschritten. Der SZ −
ist somit in Phase a ebenfalls nicht zu gewährleisten, ohne Folgeschäden hervorzuru-
fen. Mit dem einzig verbleibenden möglichen SZ + in Phase a ist eine symmetrische
dreiphasige Spannung nicht mehr zu stellen, wie aus Abbildung 3.8 rechts hervorgeht.
Die Raumzeigerdiagramme nach Eintritt eines LL-Fehlers sind in Abbildung 3.9 dar-
gestellt. Tritt der LL-Fehler in einem der inneren Ventile auf, so ist in der betreffenden
Phase die Verbindung zum NP-Potential sowie entweder zum oberen oder unteren
ZK-Potential unterbrochen. Im auf der linken Seite dargestellten Fall ist erneut Sa2
fehlerhaft, so dass der SZ − der einzig mögliche SZ in Phase a ist. Ebenso wie beim
KS-Fehlerfall in einem äußeren Ventil kann daher beim LL-Fehlerfall in einem inneren
Ventil keine symmetrische dreiphasige Spannung erzeugt werden. Geht eines der äuße-
ren Ventile in den LL-Fehler über, so bleibt in der betreffenden Phase im Vergleich zum



























Abb. 3.10: Raumzeigerdiagramm des 3L-NPC-Umrichters mit Auslegung der inneren
Ventilen für volle ZK-Spannung (Top. II) bei KS-Fehlerfall in Sa1
vorherigen Fall zusätzlich noch das NP-Potential vorhanden. In Abbildung 3.9 rechts
befindet sich der Fehler in Sa1. Die verbleibenden Schaltzustände 0 und − erlauben das
Stellen einer symmetrischen dreiphasigen Spannung innerhalb der Grenzen des inneren
Hexagons, so dass sich wie beim KS-Fehlerfall in einem inneren Ventil der maximal
mögliche Modulationsgrad halbiert.
Zusammenfassend lässt sich für den klassischen 3L-NPC-Umrichter bei einem Kosten-
faktor von CF = 1 ein Gütefaktor der Fehlertoleranz gegenüber KS-Fehlern innerer
Ventile und LL-Fehlern äußerer Ventile von PFM = 0,5 konstatieren. Allerdings muss
ein um die Hälfte reduzierter maximal möglicher Modulationsgrad in Kauf genommen
werden. Alle weiteren Fehlerfälle sind nicht tolerabel.
Eine Maßnahme, um zusätzliche Toleranz gegenüber KS-Fehlern in äußeren Ventilen
zu gewinnen, ist die Auslegung der inneren Ventile für die volle ZK-Spannung (Top. II)
[78], wobei der Kostenfaktor auf CF = 1,3 ansteigt. Das sich nun ergebende RZD für
den KS-Fehlerfall in Sa1 ist in Abbildung 3.10 gezeigt. Auf den SZ 0 muss in Phase a
zwar weiterhin verzichtet werden. Allerdings erlaubt die höhere Sperrspannung von
Sa2 nun das Schalten der unteren beiden Ventile und somit SZ −. Daher bleiben alle
äußeren RZs erhalten, so dass weiterhin mit vollem Modulationsgrad gefahren werden
kann. Allerdings sind neben dem Wegfall zweier mittlerer RZs die inneren RZs jeweils
nur noch durch einen einzigen Schaltzustand zu realisieren und der Null-RZ nur noch
mit einfacher Redundanz vorhanden. Somit ist aufgrund einer erforderlichen ungünsti-
geren Schaltfolge mit höheren Verlusten zu rechnen. Diese sind auch im Normalbetrieb
als höher einzuschätzen, da die hinsichtlich Spannungsfestigkeit überdimensionierten
inneren Ventile nicht in ihrem Nennarbeitspunkt betrieben werden. Weiterhin wirkt
sich der Verlust einer Spannungsstufe in einer Phase negativ auf den THD-Wert aus.
Anhand des RZDs wird deutlich, dass die äußeren RZs auch nach Wegfall der mittleren
Schaltzustände in den anderen beiden Phasen erhalten bleiben. In diesem Fall wären
nur noch die äußeren 6 sowie zwei SZs des Null-RZs vorhanden und der Betrieb des
3L-Umrichters entspräche dem eines 2L-Umrichters. Unter der Voraussetzung, dass die
Randbedingungen eine Aufrechterhaltung des Betriebs unter diesen Umständen gestat-








































































































Abb. 3.11: Top. III: 3L-NPC mit Thyristoren parallel zu den inneren Ventilen (links);
Top. IV: 3L-NPC mit Thyristoren parallel zu allen Ventilen (Mitte); Top. V:
3L-NPC mit antiparallelen Thyristoren zwischen NP und Phase (rechts)
ten, lässt sich dieser Topologie die Eigenschaft zusprechen, den Ausfall aller äußeren
Ventile ohne Einbußen hinsichtlich des maximal möglichen Modulationsgrades tolerie-
ren zu können. Die Bewertung hinsichtlich des Einsatzes in WEAs erfolgt zusammen
mit den nachfolgend vorgestellten Maßnahmen in Absatz 3.3.2.6.
3.3.2 Modifizierung der Halbbrücken der Basistopologie
In diesem Unterabschnitt werden mögliche Maßnahmen zur Erhöhung der Fehlertole-
ranz durch Modifizierung der Halbbrücken der 3L-NPC-Topologie zusammengestellt,
untersucht, verglichen und schließlich hinsichtlich des Einsatzes in WEAs bewertet.
In den folgenden Absätzen werden die Untersuchungen zunächst auf einen einzelnen
Umrichter verallgemeinert. Der Bezug zum Anwendungsfall unter Berücksichtigung der
Randbedingungen wird in Absatz 3.3.2.6 hergestellt. Für geeignete Topologien werden
die Betrachtungen auf das Vollumrichtersystem (back-to-back) ausgeweitet.
3.3.2.1 Pfadwiederherstellung durch Thyristoren
Unterabschnitt 3.3.1 hat gezeigt, dass bei der 3L-NPC-Topologie mit Auslegung der
inneren Ventile für die volle ZK-Spannung (Top. II) die Fehlertoleranz gegenüber KS-
Fehlern größer einzustufen ist als gegenüber LL-Fehlern. Diese Eigenschaft lässt sich
ausnutzen, um mit Hilfe eines parallelgeschalteten Thyristors im Falle eines LL-Fehlers
einen künstlichen KS-Pfad über dem defekten Ventil zu erzeugen [79], so dass die Über-
legungen zum KS-Fehler aus Unterabschnitt 3.3.1 hier auch für den LL-Fehler gelten.
Bei der ersten Variante werden Thyristoren nur zu den inneren Ventilen parallelgeschal-
tet (Top. III), wie in Abbildung 3.11 links dargestellt. Auf diese Weise gewinnt man
die Möglichkeit zum Notbetrieb mit halbiertem Modulationsgrad im Falle eines LL-
Fehlers eines inneren Ventils. Weiterhin besteht die in [77] vorgeschlagene und in der
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mittleren Abbildung 3.11 dargestellte Möglichkeit der zusätzlichen Parallelschaltung
von Thyristoren zu den äußeren Ventilen (Top. IV). Dies hat den zusätzlichen Vorteil,
dass im LL-Fehlerfall eines äußeren Ventils der maximal mögliche Modulationsgrad
aufrechterhalten werden kann.
Es ist zu betonen, dass beide Topologien die Auslegung der inneren IGBTs für die
volle ZK-Spannung voraussetzen und somit auch die damit verbundenen, in Unter-
abschnitt 3.3.1 erläuterten Nachteile aufweisen. Weiterhin müssen auch die inneren
Thyristoren überdimensioniert werden, um die gleiche Spannung sperren zu können.
Dies lässt den Kostenfaktor auf CF = 1,61 bzw. CF = 1,76 ansteigen. Dabei wurde
für Thyristoren in Presspack-Bauweise mit einer höchstzulässigen periodischen Spit-
zensperrspannung in Vorwärtsrichtung von UDRM = 4,5 kV und einem höchstzulässi-
gen Mittelwert des Durchlassstroms von ITAVM = 1,2 kA ein Kostengewichtungsfaktor
von k = 0,5 zu Grunde gelegt. Weiterhin wird auch hier davon ausgegangen, dass die
Kosten linear mit zunehmender Stromtragfähigkeit und Spannungsfestigkeit ansteigen
[66]. Es ist anzumerken, dass parallelgeschaltete Thyristoren nicht sinnvoll sind, wenn
die Erzeugung eines KS-Pfades bereits durch Einsatz von LHLs in Presspack-Bauweise
mit Gate-Treibern, die im Fehlerfall das anzusteuernde Ventil schließen, mit hoher
Wahrscheinlichkeit ermöglicht wird [18], [19].
3.3.2.2 Neutralpunkt-Abgriff über antiparallele Thyristoren
Eine weitere Maßnahme, die in [80] vorgeschlagen und in [78] sowie [81] aufgegriffen
wird, ist die in Abbildung 3.11 rechts dargestellte Einbindung zweier antiparallel ge-
schalteter Thyristoren zwischen NP und jedem Phasenausgang (Top. V). Die auf diese
Weise mögliche dauerhafte Verbindung einer Phase mit dem NP in jedem LL-Fehlerfall
führt auf das in Abbildung 3.12 gezeigte RZD, wobei hier beispielhaft Phase a mit dem
NP verbunden ist. Es wird deutlich, dass SZ 0 in Phase a ausreicht, um Spannungs-
raumzeiger im inneren Hexagon realisieren zu können, so dass eine symmetrische drei-
phasige Spannung mit einem maximalen Modulationsgrad von Mmax = 0,58 gestellt
werden kann.
Durch die Maßnahme wird allerdings nur Fehlertoleranz gegenüber LL-Fehlern innerer
Ventile gewonnen, da bereits die 3L-NPC-Topologie den gleichen Modulationsgrad bei
LL-Fehlern äußerer Ventile ermöglichen kann. Sie hat somit ähnlichen Einfluss wie die
Parallelschaltung von Thyristoren zu den inneren Ventilen (Top. III). Ein Vergleich der
Raumzeigerdiagramme aus den Abbildungen 3.12 und 3.8 links offenbart jedoch den
zusätzlichen Verlust von jeweils einem redundanten Schaltzustand bei 3 inneren sowie
dem Null-RZ. Dies ist darin begründet, dass bei diesem Fehlerfall der SZ + in der
fehlerhaften Phase nicht mehr zu realisieren ist. Dafür weist diese Topologie aufgrund
der nicht erforderlichen Auslegung der Thyristoren für die volle ZK-Spannung einen
geringeren Kostenfaktor von CF = 1,45 auf. Ebenso wie die anderen beiden Topologien
mit zusätzlichen Thyristoren (Top. III, IV) wäre diese beim Einsatz von Presspack-
Bauteilen und Gate-Treibern, die im Fehlerfall ein positives Gate-Signal liefern, jedoch
nicht sinnvoll.



























Abb. 3.12: Raumzeigerdiagramm des 3L-NPC-Umrichters mit Auslegung der inneren
Ventile für volle ZK-Spannung und NP-Abgriff der Phase a über antiparal-
lele Thyristoren (Top. V) bei einem LL-Fehlerfall in Phase a
3.3.2.3 Active NPC
Der Austausch der Clamping-Dioden gegen ein schaltendes Ventil mit antiparalleler
Freilaufdiode wurde mit dem Ziel einer gleichmäßigen Spannungsaufteilung über den
oberen bzw. unteren beiden Ventilen einer Halbbrücke zum ersten Mal in [82] vorge-
schlagen. Der Vorteil dieser Topologie, die später als Active NPC bekannt wurde und
in Abbildung 3.13 links dargestellt ist, liegt jedoch vor allem in den 2 Freiheitsgraden je
Halbbrücke zur Realisierung des mittleren Schaltzustands. Diese lassen sich ausnutzen,
um z.B. eine Vergleichmäßigung der Schaltverluste in den Ventilen zu erreichen [21].
Weiterhin lässt sich aber auch ein höheres Maß an Fehlertoleranz erzielen, wie in [74]
dargelegt.
Genau wie bei der 3L-NPC-Topologie ist bei der 3L-ANPC-Topologie zu unterschei-
den, ob die Spannungsfestigkeit der inneren Ventile wie gewöhnlich für die halbe oder
bei Überdimensionierung für die volle ZK-Spannung ausgelegt ist. Betrachtet wird zu-
nächst der erste Fall (Top. VI). Während sich beim KS-Fehlerfall eines inneren Ventils
kein Unterschied im Vergleich zur 3L-NPC-Topologie ergibt, besteht jedoch beim KS-
Fehlerfall eines äußeren Ventils die zusätzliche Möglichkeit, SZ 0 zu schalten. Sollte
beispielsweise Sx1 in den KS übergehen, so lässt sich über Sx3 und Sx6 immer noch
die Verbindung zum NP herstellen. Auf die gleiche Weise lassen sich im Gegensatz
zur 3L-NPC-Topologie auch LL-Fehler innerer Ventile tolerieren. Bei LL-Fehlern äu-
ßerer Ventile bleiben sogar die 2 Freiheitsgrade zur Realisierung von SZ 0 vorhanden.
In allen 4 Fehlerfällen bleibt also ebenso wie bei der Topologie mit NP-Abgriff über
antiparallele Thyristoren (Top. V) das innere Hexagon des Raumzeigerdiagramms er-
halten, so dass ein maximaler Modulationsgrad von Mmax = 0,58 gewährleistet werden
kann. Die 3L-ANPC-Topologie bringt mit 2 zusätzlichen Ventilen je Halbbrücke jedoch
nicht nur einen höheren Kostenfaktor von CF = 1,33 mit sich, sondern auch 2 weitere
Fehlerfälle. So würde ein KS-Fehler in Sx5 bei leitendem Sx1 einen KS-Pfad über dem
oberen ZK-Kondensator nach sich ziehen. Der SZ + kann somit nicht mehr realisiert

















































































































Abb. 3.13: Top. VI, VII: 3L-ANPC (links); Top. VIII: 3L-NPC mit thyristorausgelösten
Sicherungen im Clamping-Zweig (Mitte); Top. IX: 3L-ANPC mit thyristor-
ausgelösten Sicherungen im Clamping-Zweig (rechts)
werden, so dass der maximale Modulationsgrad auch hier auf Mmax = 0,58 sinkt. Im
Gegensatz dazu würde bei einem LL-Fehler in einem der Clamping-Ventile lediglich
ein Freiheitsgrad zum Erreichen von SZ 0 in der fehlerhaften Phase verloren gehen. Es
bleiben jedoch alle Basis-RZs und somit Mmax = 1,15 erhalten.
Eine Überdimensionierung der inneren Ventile der 3L-ANPC-Topologie für die volle
ZK-Spannung (Top. VII) hätte wieder lediglich Einfluss auf den KS-Fehlerfall eines
äußeren Ventils. Auch hier würden alle Basis-RZs und somit der maximal mögliche
Modulationsgrad von Mmax = 1,15 unter Wegfall eines Freiheitsgrades beim mittleren
SZ erhalten bleiben. Sollte beispielsweise Sx1 defekt sein, so ließen sich SZ + durch
Schalten von Sx2, SZ 0 durch Schalten von Sx3 und Sx6 sowie SZ − durch Schalten
von Sx3 und Sx4 ermöglichen. Letzteres hätte dann wieder einen Spannungsabfall in Hö-
he der vollen ZK-Spannung über Sx2 zur Folge. Unter Voraussetzung einer Auslegung
der inneren Ventile für die volle ZK-Spannung weist die 3L-ANPC- im Vergleich zur
3L-NPC-Topologie lediglich zusätzliche Fehlertoleranz gegenüber LL-Fehlern innerer
Ventile auf. Bei höherem Kostenfaktor sinkt somit der Gütefaktor der Fehlertoleranz
gegenüber allen anderen Fehlern. Allerdings wirken sich die Clamping-Ventile wie an-
fangs beschrieben auch vorteilhaft auf den Normalbetrieb aus.
3.3.2.4 Sicherungen im Clamping-Zweig
Ein Problem der bislang vorgestellten Topologien besteht darin, dass bei einem KS-
Fehler eines inneren Ventils entweder der SZ + oder − nicht mehr realisierbar ist,
da sonst ein KS-Pfad über dem Clamping-Zweig entstehen würde. Damit sinkt der
maximal mögliche Modulationsgrad immer auf die Hälfte. In [83] wird eine Metho-
de vorgestellt, die dieses Problem dadurch löst, dass jeder Clamping-Zweig mit Hilfe
von sogenannten superflinken Halbleitersicherungen unterbrochen werden kann. Das
Gesamtausschaltintegral i2t von derartigen heutzutage kommerziell verfügbaren Siche-
rungen ist geringer als das Grenzlastintegral von Dioden und Thyristoren, so dass
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diese vor Zerstörung durch KS-Ströme bewahrt werden können. IGBTs hingegen wei-
sen ein sehr geringes Grenzlastintegral auf, so dass die Sicherungen meist nur vor
größeren Folgeschäden schützen können [83]. Daher wird zum Auslösen der Sicherung
im Clamping-Zweig, wie in der mittleren Abbildung 3.13 dargestellt, ein Thyristor ver-
wendet (Top. VIII), der einen KS-Pfad über dem oberen oder unteren ZK-Kondensator
erzeugen kann. Sollte nun beispielsweise ein KS-Fehler in Sa2 auftreten, so lässt sich mit
Hilfe des Thyristors Ta1 ein KS-Pfad über dem oberen ZK-Kondensator herbeiführen, so
dass die Sicherung Fa1 auslöst und somit den oberen Clamping-Zweig unterbricht. Das
ermöglicht das Schalten der unteren beiden Ventile, ohne dass ein KS-Pfad über dem
unteren ZK-Kondensator entsteht. Allerdings würde dabei ein Spannungsabfall in Hö-
he der vollen ZK-Spannung über dem Ventil Sa1 entstehen. Aus diesem Grund müssen
nun nicht nur die inneren, sondern auch die äußeren Ventile für die volle ZK-Spannung
ausgelegt werden. SZ + und − lassen sich in Phase a also weiterhin realisieren, so dass
der maximal mögliche Modulationsgrad vonMmax = 1,15 erhalten bleibt. Das RZD für
den geschilderten Fall hätte das gleiche Aussehen wie das der 3L-NPC-Topologie mit
Auslegung der inneren Ventile für die volle ZK-Spannung (Top. II) im KS-Fehlerfall
von Sa1, welches in Abbildung 3.10 gezeigt ist.
Die gleiche Maßnahme lässt sich auch an der 3L-ANPC-Topologie vornehmen [83],
wie in Abbildung 3.13 rechts gezeigt (Top. IX). Aufgrund des angesprochenen gerin-
gen Grenzlastintegrals der IGBTs ist das Auslösen der Sicherungen über die äußeren
Ventile in Verbindung mit den Clamping-Ventilen praktisch nicht realisierbar, ohne
dass Schäden an diesen Ventilen ausgeschlossen werden können. Daher müssen auch
hier Thyristoren hinzugefügt werden. Das Prozedere im Falle eines KS-Fehlers eines
inneren Ventils ist das gleiche wie zuvor.
Zusammenfassend lässt sich konstatieren, dass im Vergleich zur 3L-NPC- bzw. 3L-
ANPC-Topologie jeweils Fehlertoleranz gegenüber KS-Fehlern innerer Ventile gewon-
nen wird, wobei alle Basis-RZs und somit der maximal mögliche Modulationsgrad erhal-
ten bleiben. Nachteilig sind die hohen Kostenfaktoren von CF = 2,33 bzw. CF = 2,58,
die einerseits durch die Überdimensionierung aller inneren und äußeren Ventile und
andererseits durch Thyristoren und die relativ teuren superflinken Halbleitersicherun-
gen zustande kommen. Dabei wurde für Sicherungen mit einer Bemessungsspannung
von UB = 3 kV und einem Bemessungsstrom von IB = 1,25 kA ein Kostengewichtungs-
faktor von k = 0,8 zu Grunde gelegt.
3.3.2.5 Redundante Leistungshalbleiter
Eine der naheliegendsten Maßnahmen zur Fehlertoleranz ist die Einbindung redun-
danter Ventile. Hinsichtlich der Ventile kann zwischen Reihen- und Parallelredundanz
unterschieden werden. Bei einer Reihenredundanz zweier Ventile kann der Betrieb im
Falle eines KS-Fehlers aufrechterhalten werden. Bei einer Parallelredundanz ist dies
beim LL-Fehler der Fall. So lassen sich für den 3L-NPC-Umrichter verschiedene Vari-
anten betrachten. Beides setzt jeweils voraus, dass die redundanten Ventile hinsicht-
lich der Spannungsfestigkeit genauso dimensioniert sind wie diejenigen im Standard-
Umrichter.
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Für einfache Reihen- und Parallelredundanz eines jeden Ventils muss deren Anzahl
vervierfacht werden (Top. X). Auf diese Weise wären sämtliche KS- und LL-Fehlerfälle
tolerabel. Weiterhin ist aufgrund der Fähigkeit, mehrere Fehler gleichzeitig tolerieren zu
können, mit einem enormen Anstieg der Zuverlässigkeit zu rechnen. Der Gütefaktor der
Fehlertoleranz ist mit PFM = 0,3 aufgrund des hohen Kostenfaktors von CF = 3,36
trotzdem relativ niedrig. Der Aufwand bei der praktischen Realisierung ist außerdem so
hoch, dass diese Maßnahme eher als ein theoretisches Gedankenspiel aufgefasst werden
kann.
Sollen nur die LL-Fehlerfälle toleriert werden können, so muss jedem Ventil ein zweites
parallel geschaltet werden (Top. XI). Die doppelte Anzahl an Ventilen lässt den Kos-
tenfaktor auf CF = 1,79 ansteigen. Dies ist ebenso bei Reihenredundanz eines jeden
Ventils zur Tolerierung sämtlicher KS-Fehlerfälle der Fall (Top. XII). Allerdings füh-
ren hier im Gegensatz zur Parallelschaltung auch die reihenredundanten Ventile den
Strom, so dass zum einen der Wirkungsgrad gesenkt wird und zum anderen auch die
redundanten Ventile die gleichen Lastzyklen durchfahren und somit ebenfalls der Alte-
rung unterworfen sind. Reihenredundanz der Ventile ist daher in diesem Fall als aktive
Redundanz aufzufassen, während es sich bei Parallelredundanz der Ventile um passive
Redundanz handelt.
Rückblickend sei auf die in Unterabschnitt 3.3.1 untersuchte 3L-NPC-Topologie mit
Auslegung der inneren Ventile für die volle ZK-Spannung (Top. II) erinnert. Hierbei
wurde festgestellt, dass im Falle eines KS-Fehlers in einem äußeren Ventil bereits ohne
Reihenredundanz der maximal mögliche Modulationsgrad erhalten bleibt, wenn auch
unter Wegfall von 2 mittleren Raumzeigern sowie redundanten Schaltzuständen. Dies
führt zu der Idee, die einfache Redundanz der inneren Ventile einerseits für die dafür er-
forderliche Überdimensionierung hinsichtlich der Spannungsfestigkeit und andererseits
für die Fehlertoleranz gegenüber inneren KS-Fehlern zu nutzen (Top. XIII). Somit
kommt man mit einem geringen Kostenfaktor von CF = 1,4 zu einer hohen Güte der
Fehlertoleranz von PFM = 0,72 gegenüber KS-Fehlern. Diese Topologie bietet sich da-
her insbesondere beim Einsatz von LHLs in Presspack-Bauweise mit Gate-Treibern an,
die im Fehlerfall ein positives Gate-Signal bereitstellen können, weil dann das Auftreten
eines KS-Pfades über dem Bauteil im Fehlerfall recht hoch ist [18], [19].
3.3.2.6 Vergleich und Bewertung
In den vorherigen Absätzen wurden insgesamt 13 verschiedene 3L-NPC-basierte To-
pologien vorgestellt, die sich durch die Ausführung ihrer Halbbrücken unterscheiden.
Tabelle 3.6 fasst zum Vergleich die wichtigsten Eigenschaften in einer Übersicht zusam-
men. Dabei wird in der letzten Spalte außerdem angegeben, ob die Topologie hinsicht-
lich der Nutzung ihrer Fehlertoleranz für den Einsatz in WEAs unter Einhaltung der in
Abschnitt 2.2 festgelegten Randbedingungen geeignet ist. Bezüglich der Nummerierung
der Topologien sei an dieser Stelle nochmals auf Anhang 10.1 hingewiesen.
Zur Beurteilung der Eignung der einzelnen Topologien für den Einsatz in WEAs muss
zwischen dem netz- und generatorseitigen Einsatz unterschieden werden, wobei sich
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netzseitig aufgrund der erforderlichen Einhaltung der Netzanschlussregeln striktere An-
forderungen ergeben. Dabei besteht die Grundvoraussetzung darin, dass im Notbetrieb
die Netzanschlussspannung in Betrag und Phase weiterhin gestellt werden kann. Eine
Reduzierung des maximal möglichen Modulationsgrades auf die Hälfte würde gemäß
Gleichung 3.5 eine Verdopplung der ZK-Spannung erfordern, die jedoch aufgrund der
Auslegung des Umrichters nicht möglich ist. Unter der Annahme, dass beim Einsatz
von Presspack-IGBTs mit Gate-Treibern, die im Fehlerfall ein positives Gate-Signal be-
reitstellen, nur KS-Fehler eintreten, würden lediglich die Top. VIII, IX, X, XII und XIII
ihren maximalen Modulationsgrad im Fehlerfall beibehalten können. Allerdings geht
dies bei Top. VIII in jedem und bei Top. XIII im KS-Fehlerfall äußerer Ventile zu Las-
ten einer reduzierten Spannungsstufigkeit. Die strikten Vorgaben der Netzanschlussre-
geln bezüglich des Oberschwingungsgehaltes würden eine höhere Dämpfung seitens des
Netzfilters erforderlich machen. Allerdings sind diese für den Normalbetrieb ausgelegt
und eine Überdimensionierung für einen möglichen Fehlerfall wäre aus wirtschaftlicher
Sicht nicht sinnvoll. Bei Top. IX ist ein anderer Aspekt zu berücksichtigen. Eine Über-
dimensionierung der IGBTs hinsichtlich ihrer Spannungsfestigkeit lässt sich aufgrund
der kommerziell verfügbaren LHLs nur noch durch Reihenschaltung realisieren. Damit
wäre Top. XII inklusive ihrer fehlertoleranten Eigenschaften schon implizit enthalten.
Die Beibehaltung des maximal möglichen Modulationsgrades im Notbetrieb wäre für
alle KS-Fehlerfälle bereits gegeben, ohne dass weitere Maßnahmen erforderlich sind.
Nach dem Ausschlussprinzip reduziert sich somit die Auswahl der technisch mögli-
chen Topologien auf diejenigen mit Reihenredundanz aller Ventile. Dabei ist von der
kostspieligen Variante mit zusätzlicher, aber beim Einsatz von Presspack-IGBTs nicht
sinnvoller Parallelredundanz abzusehen, so dass Top. XII für den netzseitigen Einsatz
letztlich als einzig sinnvolle hervorgeht.
Auf Generatorseite würde eine Halbierung des Modulationsgrades bei unveränderter
ZK-Spannung gemäß Gleichung 3.5 eine Halbierung der Klemmenspannung des Gene-
rators nach sich ziehen. Im Fehlerfall wäre nach mechanischer Abbremsung des Rotors
ein Betrieb mit reduzierter Drehzahl des Generators und somit reduzierter Leistung
theoretisch möglich. Eine Halbierung des maximal möglichen Modulationsgrades wird
daher für die Generatorseite nicht als Ausschlusskriterium gewertet. Die Möglichkeit
zur Aufrechterhaltung des Betriebs unter diesen Umständen wird in dieser Arbeit je-
doch nicht weiter verfolgt, da volle Nennleistung im Fehlerfall das angestrebte Ziel sein
soll. Dabei erweisen sich die Top. II-V sowie VII-IX als nicht sinnvoll, da aufgrund der
bereits erläuterten Notwendigkeit der Reihenschaltung von IGBTs zur Aufbringung der
erforderlichen Spannungsfestigkeit die Top. XIII inklusive ihrer fehlertoleranten Eigen-
schaften wiederum implizit enthalten wäre. Weiterhin wird Parallelredundanz auch hier
erneut als nicht sinnvoll angesehen. Somit bleiben mit Top. I und VI die klassische 3L-
NPC- sowie 3L-ANPC-Topologie mit eingeschränkter Fehlertoleranz als Möglichkeit,
um gegebenenfalls den Notbetrieb mit reduzierter Leistung zu ermöglichen. Letztlich
gehen aber nur die Top. XII und XIII mit Reihenredundanz der Ventile als geeignete
und sinnvolle Lösungen für den generatorseitigen Einsatz zur Aufrechterhaltung des
Betriebs mit Nennleistung hervor. Top. XIII setzt dabei allerdings voraus, dass die
höhere mechanische Belastung des Antriebsstrangs infolge der Reduzierung der Span-
nungsstufigkeit hinnehmbar ist.
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I I 24 12 2 0 1 12 1 1
XIII I 30 12 2 0 1,21 15,9 1,32 1,09
XII I 30 12 2 0 1,43 14,9 1,23 0,86
I XII 36 12 2 0 1,43 14,7 1,22 0,85
XIII XII 42 12 2 0 1,64 20,4 1,69 1,03
XII XII 48 12 2 0 1,85 18,9 1,57 0,85
2 x (I-I) 48 24 4 2 2,33 24 2 0,86
Tab. 3.7: Vergleich aller denkbaren Kombinationen für ein Vollumrichtersystem auf Ba-
sis der Topologien mit modifizierten Halbbrücken: Bauteilanzahl, geschätzter
Kostenfaktor CF , Mittelwert der ausfallfreien Arbeitszeit MTTF , Gütefak-
tor der Zuverlässigkeit RFM
Als Fazit lässt sich zusammenfassen, dass von den verschiedenen fehlertoleranten To-
pologien mit modifizierten Halbbrücken letztlich nur diejenigen mit Reihenredundanz
der IGBTs für den Einsatz in WEAs geeignet sind, sofern der Einsatz von Presspack-
Bauteilen angenommen wird. Dies sind einerseits die einfachsten Varianten, aber zu-
gleich auch diejenigen mit den besten Eigenschaften unter den gegebenen Randbe-
dingungen. Neben einem vergleichsweise geringen Kostenfaktor und somit auch einem
hohen Gütefaktor der Fehlertoleranz zeichnen sie sich im Gegensatz zu allen anderen
vorgestellten Topologien insbesondere auch durch ihre Fähigkeit aus, mehrere Fehler
gleichzeitig tolerieren zu können. Inwieweit dadurch die Zuverlässigkeit des gesamten
Vollumrichtersystems erhöht wird, wird im Folgenden analytisch untersucht. Tabel-
le 3.7 zeigt zunächst alle denkbaren Kombinationen für ein Vollumrichtersystem mit
Fehlertoleranz auf Basis der Topologien mit modifizierten Halbbrücken und gibt je-
weils den Kostenfaktor und den im Rahmen der nachfolgenden Zuverlässigkeitsanalyse
ermittelten Mittelwert der ausfallfreien Arbeitszeit sowie den Gütefaktor der Zuver-
lässigkeit an. Zum Vergleich ist weiterhin die Variante mit einem parallelgeschalteten
passiv redundanten Umrichtermodul, das im Fehlerfall den Betrieb übernehmen würde,
aufgeführt. Dabei wird der Grund für die Berücksichtigung zweier zusätzlicher Trenn-
schaltungen, die den Kostenfaktor auf mehr als das Doppelte ansteigen lassen, in den
Absätzen 3.3.3.1 und 3.3.3.2 deutlich.
Für die Zuverlässigkeitsanalyse wird zunächst die klassische 3L-NPC-Topologie (Top. I)
betrachtet. Die Aufrechterhaltung des Betriebs ohne Einbußen seitens des maximal
möglichen Modulationsgrades ist nur möglich, sofern alle Bauelemente intakt sind.
Daher können sämtliche Elemente als Reihenschaltung im Zuverlässigkeitsblockdia-
gramm aufgefasst werden, so dass die Ausfallraten der Einzelkomponenten zu einer
Gesamtausfallrate addiert werden können. Als Gesamtausfallraten für 3 klassische 3L-
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NPC-Halbbrücken sowie für die beiden ZK-Kondensatoren ergeben sich mit Hilfe der
in Tabelle 3.5 aufgeführten Notation für die Ausfallraten der Einzelkomponenten:
λI = 12 · (λ1 + λ2 + λ3 + λ4) + 6 · λ5 (3.15)
λDC = 2 · λ6 (3.16)






Ebenso wie die einzelnen Bauelemente stellen auch die generatorseitigen sowie netz-
seitigen Halbbrücken und der ZK eine Reihenschaltung im Zuverlässigkeitsblockdia-
gramm dar, so dass die Zuverlässigkeitsfunktion RI-I(t) für den klassischen 3L-NPC-
Vollumrichter bestimmt wird durch:
RI-I(t) = RI(t) ·RDC(t) ·RI(t) (3.19)
Wird dem aktiven Umrichter ein zweiter baugleicher Umrichter parallelgeschaltet, um
im Falle eines Fehlers den Betrieb vollständig zu übernehmen, so ist eine passiv re-
dundante Struktur vorhanden. Die Zuverlässigkeitsfunktion R2x(I-I)(t) für das Gesamt-






(2 · λI + λDC) · t
]i
i!
·RI-I(t) = RI-I(t) ·
[
1 + (2 · λI + λDC) · t
]
(3.20)
Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die Trennschaltungen aus Gründen, die
in Absatz 3.3.3.6 erläutert werden, in den Zuverlässigkeitsberechnungen unberücksich-
tigt bleiben.
Als Nächstes sollen Zuverlässigkeitsfunktionen für die fehlertoleranten Topologien her-
geleitet werden. Dabei sind die IGBTs und die Gate-Treiber generell diejenigen Kom-
ponenten, deren Ausfall in einem KS oder LL des Ventils münden. Ihre Ausfallraten
werden zu einer Gesamtausfallrate λ1,2 zusammengefasst:
λ1,2 = λ1 + λ2 (3.21)
Für die Topologien mit modifizierten Halbbrücken wird jedoch aufgrund der Annahme
von Presspack-IGBTs der KS-Fehler näherungsweise als einzig möglicher angenommen.
Für die Zuverlässigkeitsanalyse stellt dies gewissermaßen eine Best-Case-Betrachtung
dar. Beschaltung und antiparallele Freilaufdiode je Ventil werden ohne Berücksich-
tigung von möglichen Sonderfällen vereinfachend als Komponenten angesehen, deren
Ausfall nicht toleriert werden kann:
λ3,4 = λ3 + λ4 (3.22)

















Abb. 3.14: Zuverlässigkeitsblockdiagramm für 3 Halbbrücken der 3L-NPC-Topologie
mit reihenredundanten inneren Ventilen (Top. XIII) auf Generatorseite
Bezüglich der Toleranz gegenüber äußeren KS-Fehlern setzt Top. XIII voraus, dass
eine reduzierte Spannungsstufigkeit auf Generatorseite hinnehmbar ist. Somit ist je
oberem bzw. unterem Zweig einer Halbbrücke der Ausfall des äußeren Ventils tolerabel,
solange nicht zusätzlich eines der beiden reihenredundanten inneren Ventile ausfällt. Ist
hingegen eines dieser beiden Ventile ausgefallen, so müssen das zweite innere sowie das
äußere Ventil jeweils intakt sein. Das Szenario lässt sich also derart darstellen, dass je
oberem bzw. unterem Zweig einer Halbbrücke jeweils mindestens 2 von 3 Ventilen intakt
sein müssen, wodurch sich das Zuverlässigkeitsblockdiagramm gemäß Abbildung 3.14









· e−iλ1,2t · (1− e−λ1,2t)3−i]6 · e−18λ3,4t · e−6λ5t
=
[
3 · e−2λ1,2t − 2 · e−3λ1,2t
]6
· e−18λ3,4t · e−6λ5t
(3.23)
Werden die generatorseitigen Halbbrücken zusätzlich mit reihenredundanten äußeren
Ventilen ausgestattet (Top. XII), so dürfen je oberem bzw. unterem Zweig einer Halb-
brücke bis zu 2 Ventile gleichzeitig ausfallen, solange es nicht die beiden inneren sind.
Anhand eines Zuverlässigkeitsblockdiagramms lässt sich diese komplexe Struktur nicht
mit den in Unterabschnitt 3.2.4 vorgegebenen Regeln darstellen. Daher werden die
Regeln der Stochastik 10.1, 10.3 und 10.4 bemüht, mit Hilfe derer sich folgende Zuver-









e−4λ1,2t + 4 · e−3λ1,2t · (1− e−λ1,2t)+ 5 · e−2λ1,2t · (1− e−λ1,2t)2]6
· e−24λ3,4t · e−6λ5t
(3.24)
Auf Netzseite darf wie beschrieben keine Reduzierung der Spannungsstufigkeit erfolgen.
Im Zuverlässigkeitsblockdiagramm, das in Abbildung 3.15 dargestellt ist, fließt Toleranz
gegenüber äußeren Fehlerfällen daher nur noch aufgrund der Reihenredundanz der













Abb. 3.15: Zuverlässigkeitsblockdiagramm für 3 Halbbrücken der 3L-NPC-Topologie
mit reihenredundanten Ventilen (Top. XII) auf Netzseite
äußeren Ventile ein. Die Zuverlässigkeitsfunktion RXII,Netz(t) vereinfacht sich zu:
RXII,Netz(t) =
[
1− (1− e−λ1,2t)2]12 · e−24λ3,4t · e−6λ5t (3.25)
Für die in Tabelle 3.7 aufgelisteten möglichen Vollumrichtervarianten berechnen sich
die Gesamtzuverlässigkeitsfunktionen nun auf folgende Weise:
RXIII-I(t) = RXIII,Gen(t) ·RDC(t) ·RI(t) (3.26)
RXII-I(t) = RXII,Gen(t) ·RDC(t) ·RI(t) (3.27)
RI-XII(t) = RI(t) ·RDC(t) ·RXII,Netz(t) (3.28)
RXIII-XII(t) = RXIII,Gen(t) ·RDC(t) ·RXII,Netz(t) (3.29)
RXII-XII(t) = RXII,Gen(t) ·RDC(t) ·RXII,Netz(t) (3.30)
Die Verläufe dieser Funktionen sind in Abbildung 3.16 dargestellt. Die gemäß For-
mel 2.4 ermittelten Mittelwerte der ausfallfreien Arbeitszeit sind außerdem in Tabel-
le 3.7 eingetragen. Weiterhin vergleicht Abbildung 3.17 den Gewinn an Zuverlässigkeit
mit den dafür erforderlichen Kosten anhand eines Balkendiagramms.
In allen Fällen bestätigt sich, dass die Zuverlässigkeit durch die fehlertoleranten Maß-
nahmen erhöht wird. Es überrascht jedoch zunächst, dass sich bei Reihenredundanz
aller Ventile auf Generatorseite (Top. XII-I) eine geringere Zuverlässigkeit ergibt als
bei Reihenredundanz nur der inneren Ventile auf Generatorseite (Top. XIII-I). Dies ist
dem Umstand geschuldet, dass die Zuverlässigkeit unter den zu Grunde gelegten Aus-
fallraten durch die höhere Anzahl an Freilaufdioden und Beschaltungen stärker gesenkt
wird als durch zusätzliche reihenredundant ausgeführte IGBTs und Gate-Treiber er-
höht. Netzseitig lässt sich Fehlertoleranz gegenüber sämtlichen KS-Fehlern aus genann-
ten Gründen jedoch nur durch Top. XII erzielen. Wird außerdem auf Generatorseite
Top. XIII eingesetzt, so ergibt sich mit einem Mittelwert der ausfallfreien Arbeitszeit
von MTTF = 20,4 a die stärkste Erhöhung um den Faktor 1,69 im Vergleich zum
klassischen 3L-NPC-Vollumrichter. Der Kostenfaktor ist mit CF = 1,64 etwas gerin-
ger, so dass sich ein Gütefaktor der Zuverlässigkeit von knapp größer 1 ergibt. Dies
ist ebenso der Fall, sofern Fehlertoleranz nur generatorseitig in Form von Top. XIII
genutzt wird. Allerdings ist der Gewinn an Zuverlässigkeit mit einem Anstieg um 1,32
recht gering. Außerdem besteht das Ziel darin, Fehlertoleranz gegenüber allen mögli-








Abb. 3.16: Verläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen für die Vollumrichtersysteme auf
Basis der Topologien mit modifizierten Halbbrücken









Abb. 3.17: Gegenüberstellung von Zuverlässigkeit und Kosten für die Vollumrichter-
systeme auf Basis der Topologien mit modifizierten Halbbrücken
chen Ventilfehlern zu gewinnen. Topologien mit einseitiger Fehlertoleranz sind dennoch
in den Tabellen und Diagrammen berücksichtigt, um einen Eindruck von der Wirkung
der Maßnahmen zu erhalten.
Letztlich stellt also die Vollumrichtervariante XIII-XII die einzig sinnvolle Lösung unter
den Topologien mit modifizierten Halbbrücken dar, bei der eine lohnenswerte Erhöhung
des Mittelwertes der ausfallfreien Arbeitszeit bei vertretbaren Kosten zu erzielen ist.
Diese Aussage ist jedoch nicht allgemeingültig. Denn aufgrund der Tatsache, dass neben
Reihenredundanz der LHL und Gate-Treiber auch zusätzliche ausfallkritische Elemen-
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te in Form von antiparallelen Freilaufdioden und Beschaltung je Ventil hinzukommen,
hängt der Gewinn an Zuverlässigkeit des Gesamtsystems davon ab, in welchem Ver-
hältnis deren Ausfallraten zueinander stehen. Die Abbildungen 3.18 und 3.19 verdeutli-
chen dies anhand der Variation der Ausfallraten von IGBT und Gate-Treiber um einen
Faktor 1,2. Die Verläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen der fehlertoleranten Topologie
verändern sich zwar nur minimal. Beim Standard-Umrichter sind die Veränderungen
jedoch signifikanter, so dass dadurch auch der Gütefaktor der Zuverlässigkeit deutlich
beeinflusst wird. Sofern die Ausfallraten von IGBT und Gate-Treiber um einen Fak-
tor 1,2 geringer sind, erweist sich die Topologie schon als nicht mehr sinnvoll, da der
Gütefaktor der Fehlertoleranz auf einen Wert kleiner 1 absinkt. Im umgekehrten Fall
hingegen erhöht sich der Nutzen der fehlertoleranten Maßnahmen sogar. Eine genaue
Aussage darüber, ob der Einsatz der Topologie aus wirtschaftlicher Sicht sinnvoll ist,
lässt sich aufgrund der vorhandenen Unsicherheit bei der Angabe von Ausfallraten
nicht treffen. Dies ist als weiterer Nachteil dieser Topologie zu werten.
Beim Vergleich der Kurvenverläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen lässt sich weiterhin
feststellen, dass ein Gesamtsystem mit einem zweiten passiv redundanten Umrichter-
modul in den ersten 20 Jahren, insbesondere in der Anfangsphase, eine viel höhere
Zuverlässigkeit aufweist als die fehlertolerante Topologie. Vor dem Hintergrund der
Gesamtlebensdauer einer WEA ist dies jedoch der entscheidende Zeitraum. Der ver-
gleichsweise gute Wert hinsichtlich der Erhöhung des Mittelwertes der ausfallfreien
Arbeitszeit kommt bei der fehlertoleranten Topologie XIII-XII insbesondere dadurch
zustande, dass ihre Zuverlässigkeitsfunktion auch noch zu einem viel späteren Zeit-
punkt weit oberhalb derer des Standard-Umrichters verläuft. Insofern ist der in der
Praxis erzielte Gewinn an Zuverlässigkeit tatsächlich als geringer einzuschätzen als es
der Anstieg des Mittelwertes der ausfallfreien Arbeitszeit zunächst verspricht.
Als abschließendes Fazit lässt sich zusammenfassen, dass bis auf die Vollumrichtervari-
ante XIII-XII keine fehlertolerante Topologie auf Basis modifizierter Halbbrücken für
den Einsatz in WEAs geeignet ist. Vor dem Hintergrund der vorherigen Erkenntnisse
zum Gewinn an Zuverlässigkeit und den Voraussetzungen, KS-Fehler als einzig mögliche
sowie den generatorseitigen Verlust von Spannungsstufen als hinnehmbar anzunehmen,
erscheint der Realisierungsaufwand im Vergleich zum Nutzen als nicht gerechtfertigt.
Daher wird auch diese Topologie als nicht empfehlenswert eingestuft.
3.3.3 Erweiterung der Basistopologie um Halbbrücken
Bei den bislang betrachteten Topologien mit modifizierten Halbbrücken erfolgt beim
Übergang vom Normal- zum Notbetrieb gewissermaßen eine Strukturumschaltung des
Umrichters. Das bedeutet, dass die Veränderungen innerhalb der Schaltungstopologie
infolge eines Fehlers als gegeben hingenommen werden. Abgesehen vom Abtrennen
des Neutralpunktes von der fehlerhaften Halbbrücke bei einigen Topologien mit Siche-
rungen wird lediglich die Ansteuerung der Ventile in geeigneter Weise angepasst, um
die Funktion vollständig oder mit Einschränkungen aufrechtzuerhalten. Eine Isolierung
des Fehlers findet also nicht statt. Der Rekonfigurationsvorgang gestaltet sich somit als
relativ einfach.
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l l l1,2 1 2= +
l l l1,2 1 2= ( + )/1,2










Abb. 3.18: Verläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen für Vollumrichtervariante XIII-XII
sowie für den klassischen 3L-NPC-Vollumrichter mit und ohne passive
Redundanz bei Variation der Ausfallraten für IGBT und Gate-Treiber









← λ1,2 = λ1+λ2
← λ1,2 = 1,2⋅(λ1+λ2)
← λ1,2 = (λ1+λ2)/1,2
Abb. 3.19: Gegenüberstellung von Zuverlässigkeit und Kosten für Vollumrichtervarian-
te XIII-XII bei Variation der Ausfallraten für IGBT und Gate-Treiber
Bei den nachfolgend vorgestellten Topologien, bei denen die 3L-NPC-Basistopologie um
weitere Halbbrücken erweitert wird, ist dies nicht der Fall. Die Grundidee besteht darin,
die fehlerhafte Halbbrücke vollständig durch eine zusätzliche redundante Halbbrücke zu
substituieren. Dabei ist eine Fehlerisolierung als erster Schritt im Rahmen des Rekon-
figurationsvorganges unabdingbar, wie in Absatz 3.3.3.1 dargelegt wird. Verschiedene
Möglichkeiten zur Fehlerisolierung werden in Absatz 3.3.3.2 vorgestellt, diskutiert und
die geeignetste ausgewählt. In den darauffolgenden Absätzen werden dann analog zu
Unterabschnitt 3.3.2 mögliche fehlertolerante Topologien in verallgemeinerter Form zu-
nächst zusammengestellt und untersucht. Der Vergleich und die Bewertung hinsichtlich
des Einsatzes in WEAs mit Ausweitung der Betrachtungen auf das Vollumrichtersys-
tem unter Berücksichtigung der Randbedingungen geschieht dann in Absatz 3.3.3.6.


























































Abb. 3.20: Exemplarisches Beispiel für einen KS-Fehler in Sa1 im Schaltzustand + der
Phase a mit Kommutierung des Stroms nach dem Ausschalten aller Ventile
3.3.3.1 Vorüberlegungen zur Fehlerisolierung
Die Notwendigkeit einer Fehlerisolierung sei zunächst exemplarisch anhand eines Bei-
spiels dargelegt, das in Abbildung 3.20 veranschaulicht wird. Dazu befinde sich die
Halbbrücke der ersten Phase während des laufenden Umrichterbetriebs in SZ + und
es fließe ein positiver Phasenstrom ia. Im Zuge des Umschaltens auf SZ 0 wird gemäß
der Ausführungen aus Unterabschnitt 3.1.2 zunächst das Ventil Sa1 geöffnet. Es werde
nun angenommen, dass sich dieses Ventil dabei als defekt erweist und ein KS-Fehler
vorliegt. Der Stromfluss bleibt daher bestehen. Durch Fehlerdetektion werde der Feh-
ler erkannt und das Sperren aller Ventile im Umrichter als Schutzmaßnahme vollzogen.
Aufgrund von Induktivitäten im Strompfad sinkt der Strom jedoch nicht schlagartig
auf Null, sondern wird zunächst weitergetrieben. Das Sperren des Ventils Sa2 führt
dazu, dass der positive Strom auf die unteren beiden antiparallelen Freilaufdioden Da3
und Da4 abkommutiert wird. Dadurch wird wiederum der Punkt des Phasenabgriffs
auf das untere ZK-Potential gezogen. In Verbindung mit dem KS-Fehler in Ventil Sa1
bewirkt dies einen Spannungsabfall über Ventil Sa2 in Höhe der vollen ZK-Spannung
für die Dauer des Stromflusses. Ein Folgeschaden an Ventil Sa2 ist somit nicht auszu-
schließen. Es ist anzumerken, dass eine Überdimensionierung aller Ventile hinsichtlich
der Spannungsfestigkeit als Gegenmaßnahme zum einen aus Kosten- und Zuverlässig-
keitsgründen nicht sinnvoll wäre. Zum anderen besteht keine Notwendigkeit, da ein
zweites defektes Ventil in der gleichen Halbbrücke keinen Einfluss auf den Notbetrieb
nach Rekonfiguration des Umrichters hätte.
Sollte in der Folge also ebenfalls ein KS-Fehler in Ventil Sa2 eingetreten sein, so würde
es beim netzseitigen Umrichter dazu kommen, dass die herabtransformierten Netz-
spannungen ug a,b,c über den Filter- sowie Netz-, Transformator- und Zuleitungsinduk-
tivitäten, zusammengefasst zu Lges, kurzgeschlossen werden. Abbildung 3.21 zeigt den
entstehenden Strompfad über die defekten Ventile Sa1 und Sa2 sowie über die oberen



















































Abb. 3.21: Entstehender Strompfad aufgrund von KS-Fehlern in beiden oberen Venti-
len der ersten Phase beim netzseitigen 3L-NPC-Umrichter
beiden Freilaufdioden der intakten Halbbrücken. Der Betrag des Stroms würde über die
zulässigen Grenzen hinaus ansteigen, so dass als Folge eine ganze Fehlerkette möglich
ist [84]. Ein derartiges Szenario ist auch für den generatorseitigen Umrichter denkbar,
wenn beispielsweise die Polradspannung einer PMSM über ihre synchrone Reaktanz
kurzgeschlossen wird. Zur Vermeidung weiterer Folgeschäden ist daher die Trennung
des Strompfades, im Idealfall noch vor der Zerstörung von Ventil Sa2, unerlässlich. Dies
ist ein Ziel bei der sogenannten Fehlerisolierung. Weiterhin soll sie sicherstellen, dass
sich auch nach vollzogener Rekonfiguration keine ungewollten Strompfade ausbilden
können, die den Notbetrieb des Umrichters beeinträchtigen.
Eine Unterbrechung dieser potentiellen Strompfade und damit die Isolierung der fehler-
haften Halbbrücke lässt sich grundsätzlich an zwei verschiedenen Punkten vornehmen.
Es muss entweder der Phasenabgriff durchtrennt oder die äußeren Verbindungen der
Halbbrücke mit dem oberen und unteren ZK-Potential unterbrochen werden. Techni-
ken zur Realisierung einer solchen Isolierung werden im folgenden Absatz näher unter-
sucht.
3.3.3.2 Verfahren zur Fehlerisolierung
Die Fehlerisolierung wird in Publikationen häufig für den klassischen 2L-, aber nur sel-
ten für ML-Umrichter betrachtet. Im Folgenden werden daher auch Grundideen vom
2L-Umrichter aufgegriffen und auf die 3L-NPC-Topologie übertragen. Die Trennung
elektrischer Verbindungen lässt sich grundsätzlich entweder durch Auslösen von Siche-
rungen oder durch Sperren von LHL-Ventilen sowie Öffnen von elektromechanischen
Schaltern vornehmen. Bei Verwendung von Sicherungen muss zum einen ein Strom ge-
währleistet werden, der dem Gesamtausschaltintegral i2t Rechnung trägt. Zum anderen
darf das Grenzlastintegral der Ventile im gleichen Strompfad dieses nicht unterschrei-
ten. Das Auslösen der heutzutage kommerziell verfügbaren superflinken Halbleitersiche-
rungen durch IGBTs ist daher praktisch nicht realisierbar, wie bereits in Absatz 3.3.2.4







































































Abb. 3.22: Fehlerisolierung bei einer 3L-NPC-Halbbrücke; Variante A: Trennung von
den ZK-Potentialen mit Hilfe von thyristorausgelösten Sicherungen (links);
Variante B: Trennung vom Phasenabgriff durch antiserielle IGBTs (rechts)
erläutert wurde. In einigen Publikationen werden Varianten zur Fehlerisolierung vor-
gestellt, die dies jedoch erfordern würden [49], [50], [85]. Auf derartige Varianten wird
hier nicht näher eingegangen.
Eine Technik zur Trennung von Halbbrücken eines 2L-Umrichters vom oberen und
unteren ZK-Potential mit Hilfe von Sicherungen wird in [86] eingeführt. Die Übertra-
gung des Konzeptes auf die 3L-NPC-Topologie (Variante A) ist in Abbildung 3.22 links
dargestellt. Das Auslösen der Sicherungen Fx1 und Fx2 geschieht dabei über einen sepa-
raten Thyristor Tx1 bzw. Tx2. Zusätzliche Kondensatoren C1 und C2 sind erforderlich,
um einen Gleichstrompfad über die Thyristoren und die Freilaufdioden und somit de-
ren Verharren im leitenden Zustand zu verhindern. Die Kapazitäten müssen groß genug
sein, um ausreichend Energie aus dem ZK-Kondensator aufnehmen zu können und so-
mit die Sicherung in möglichst kurzer Zeit auszulösen [86]. Ein Vorteil dieser Variante
besteht darin, dass eine Fehlerisolierung bei jedem Fehlerfall in der Halbbrücke möglich
ist, da die Auslösung der Sicherung unabhängig vom Phasenstrom erfolgen kann. Vor-
teilhaft ist weiterhin, dass die Sicherungen zusätzlich Schutz gegen einen Brücken-KS
bieten. Demgegenüber stehen jedoch hohe Kosten durch 2 zusätzliche Sicherungen und
Thyristoren je Halbbrücke. Der Realisierungsaufwand ist insgesamt recht hoch, da alle
Zusatzelemente in die Umrichterschaltung integriert werden müssen. Die zusätzlichen
Induktivitäten infolge der Sicherungen haben außerdem negativen Einfluss auf den Nor-
malbetrieb und erhöhen die Störanfälligkeit [68]. Die Integration von LHL-Ventilen zur
Trennung einer Halbbrücke vom oberen und unteren ZK-Potential als alternative Va-





















































Abb. 3.23: Fehlerisolierung bei einer 3L-NPC-Halbbrücke; Variante C: Trennung vom
Phasenabgriff mit Hilfe von elektromechanischen Schaltern und einer Zu-
satzschaltung zum Unterbrechen von Strompfaden nach [84]
riante wäre ebenfalls kostenintensiv und mit hohem Realisierungsaufwand verbunden.
Weiterhin würden im Normalbetrieb zusätzliche Durchlassverluste anfallen.
Die Isolierung einer Halbbrücke am Phasenabgriff erscheint zunächst als unkompli-
zierter, da hier nur eine einzige elektrische Verbindung getrennt werden muss. In [53]
wird dargestellt, wie dies bei einem 2L-Umrichter unter Verwendung zweier in Reihe
geschalteten ZK-Kondensatoren mit Hilfe von Sicherungen realisiert werden kann. Im
Falle eines KS-Fehlers in einem der Ventile wird die Sicherung durch Schließen zwei-
er antiparalleler Thyristoren ausgelöst, die mit dem Punkt zwischen den beiden ZK-
Kondensatoren verbunden sind. Dieses Prinzip wäre auf die 3L-NPC-Topologie nur
dann übertragbar, wenn sich beide unteren oder oberen Ventile im KS-Fehler befinden.
Da dies jedoch nicht vorausgesetzt werden kann und die hier anvisierte Fehlertoleranz
auch LL-Fehler abdecken soll, wird von dieser Variante Abstand genommen. Alternativ
wäre die Trennung des Phasenabgriffs mit Hilfe von LHL-Ventilen möglich. Der Einsatz
von antiseriellen IGBTs (Variante B), wie in Abbildung 3.22 rechts dargestellt, könnte
dies zwar bei jeder Art von Fehler in ausreichend kurzer Zeit realisieren. Allerdings
erhöht sich dadurch wiederum die Anzahl ausfallrelevanter Komponenten, was sich ne-
gativ auf die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems auswirkt. Nachteilig sind weiterhin die
höheren Durchlassverluste der IGBTs im Normalbetrieb. Diesbezüglich hätten antipar-
allel geschaltete Thyristoren günstigere Eigenschaften [68]. Allerdings wäre ihr Einsatz
problematisch, da ein sicheres Ausschalten aufgrund der benötigten Ausschaltzeiten ei-
nes Thyristors bei Eintritt des in Absatz 3.3.3.1 beschriebenen möglichen Strompfades
nicht gewährleistet werden kann.
Die ausschließliche Verwendung von elektromechanischen Schaltern zur Unterbrechung
von Strompfaden und zur Trennung des Phasenabgriffs, wie beispielsweise in [52], er-
weist sich ebenfalls als problematisch. Denn aufgrund der vorhandenen Verzögerung
beim Öffnen der Kontakte [68] können die in Absatz 3.3.3.1 angesprochenen Folgeschä-
den nicht ausgeschlossen werden. Außerdem wären kostenintensive Leistungsschalter
zum Trennen großer Ströme erforderlich. Der Einsatz von elektromechanischen Schal-


































A 0 2 0 6 6 0 1,7
B 6 0 0 0 0 0 1,35
C 0 0 6 0 3 6 1,33
Tab. 3.8: Vergleich der drei möglichen Varianten zur Fehlerisolierung: Bauteilanzahl
und geschätzter Kostenfaktor CF
tern wäre allerdings eine preisgünstige Möglichkeit zur Trennung des Phasenabgriffs,
sofern dies stromlos erfolgen könnte [68]. Dazu müsste eine vorherige Unterbrechung
des Strompfades gewährleistet werden können. Dies führt auf das in [84] vorgeschlagene
Konzept zur Fehlerisolierung (Variante C), das in Abbildung 3.23 dargestellt ist. Hier-
bei kann ein möglicher Strompfad nach Eintritt eines Fehlers mit Hilfe von superflinken
Halbleitersicherungen Fx, die sich beim netzseitigen Einsatz im Phasenzweig zwischen
Filter und Transformator befinden, getrennt werden. Dazu wird die herabtransformierte
Netzspannung durch Zünden zweier antiparallel geschalteter Thyristoren Tx1, Tx2 kurz-
geschlossen, um einen hohen KS-Strom zum Auslösen der Sicherungen zu gewährleis-
ten. Danach kann die fehlerhafte Halbbrücke durch stromloses Öffnen des Schalters Rx1
von der Phase x getrennt werden. Die im Zuge des weiteren Rekonfigurationsvorganges
vorgenommene Substitution der fehlerhaften durch eine redundante Halbbrücke ge-
währleistet wiederum, dass anschließend der Schalter Rx2 stromlos geschlossen werden
kann, um den durch die Sicherung getrennten Pfad wiederherzustellen. Es ist anzu-
merken, dass die Trennschaltung nicht zwischen Umrichter und Filter platziert werden
sollte, da sich sonst die großen Spannungsänderungen infolge der Schalthandlungen
der IGBTs direkt auf die Thyristoren übertragen und ein ungewolltes Zünden auslösen
könnten [84].
Ein großer Vorteil dieser Methode ist die Modularität. Es sind keinerlei Eingriffe inner-
halb der Umrichterschaltung erforderlich. Die Trennschaltung kann als separates Gerät
ausgeführt und je nach Anwendungsfall integriert oder auch weggelassen werden, so-
fern ein stromloses Öffnen der Schalter Rx1 auch ohne diese Vorrichtung möglich ist.
Ein weiterer Vorteil besteht darin, dass die Isolierung einer fehlerhaften Halbbrücke
bei sämtlichen Arten von Fehlern, abgesehen vom Brücken-KS, möglich ist. Weiterhin
wirken sich zusätzliche Induktivitäten aufgrund der Schalter und Sicherungen im Pha-
senzweig nicht negativ auf den Normalbetrieb aus, da sie jeweils eine Reihenschaltung
mit den Filterinduktivitäten bilden. Geringfügig höhere Verluste im Normalbetrieb
aufgrund von ohmschen Anteilen in Schaltern und Sicherungen sind jedoch als kleiner
Nachteil zu werten. Im Vergleich zu den Schaltzeiten von LHL-Ventilen sind die Zeit-
dauern zum Öffnen und Schließen der elektromechanischen Schalter sowie zum Auslösen
der Sicherungen mit bis zu einigen hundert Millisekunden zwar relativ lang. Aufgrund
der Möglichkeit, durch mechanisches Bremsen rotatorische Energie aus dem Rotor bzw.
































Abb. 3.24: Top. XIV: 3L-NPC mit Erweiterung um eine klassische 3L-NPC-Halbbrücke
und Zusatzbeschaltung zur Rekonfiguration
mit Hilfe des Bremschoppers elektrische Energie aus dem Zwischenkreis abzuführen,
stellt dies für den vorliegenden Anwendungsfall jedoch kein Problem dar.
Die geschätzten Kostenfaktoren für einen 3L-NPC-Umrichter, der jeweils um eine
der 3 vorgestellten Varianten zur Fehlerisolierung erweitert ist, sind zusammen mit
den zur Erweiterung erforderlichen Bauelementen in Tabelle 3.8 aufgelistet. Dabei
wurde für einen einpoligen, einfach umlegenden (SPST = Single Pole Single Throw)
stromlos schaltenden elektromechanischen Trennschalter mit einer Spannungsfestigkeit
von UB = 6,9 kV und einer Stromtragfähigkeit von IB = 1,2 kA ein Kostengewich-
tungsfaktor von k = 0,2 zu Grunde gelegt. Es zeigt sich, dass die Varianten B und C
am besten abschneiden. Vor dem Hintergrund der zuvor beschriebenen Vorteile geht
Variante C für die Fehlerisolierung abschließend als die geeignetste hervor. Sie wird
daher bei allen nachfolgend vorgestellten fehlertoleranten Topologien mit Erweiterung
um zusätzliche Halbbrücken als Basis angesehen.
3.3.3.3 Erweiterung um klassische 3L-NPC-Halbbrücke
Die einfachste Möglichkeit zur Erweiterung der 3L-NPC-Basistopologie um eine redun-
dante Halbbrücke besteht darin, eine des gleichen Typs zu verwenden. Abbildung 3.24
zeigt, in welcher Weise diese eingebunden werden muss (Top. XIV), wobei sich die
Darstellung aus Gründen der Übersicht auf nur die Basishalbbrücke einer Phase x
beschränkt. Die redundante Halbbrücke ist in gleicher Weise wie die anderen dauer-
haft an positivem und negativem ZK-Potential sowie am NP-Potential angebunden.
Auf den Normalbetrieb hat sie jedoch keinerlei Einfluss, da ihre Ventile permanent
gesperrt sind. Für die Substitution einer fehlerhaften Halbbrücke nach durchgeführter
Isolierung können kostengünstige elektromechanische Schalter Rx3 verwendet werden,
da das Schließen der Kontakte stromlos erfolgt. Der Notbetrieb gleicht im Betriebsver-
halten exakt dem Normalbetrieb.
60 3 Vergleich fehlertoleranter Umrichtertopologien
Vorteilhaft bei dieser Variante ist der als gering einzuschätzende Realisierungsaufwand,
da lediglich eine weitere baugleiche Halbbrücke im Umrichter integriert werden muss.
Da hier nur die mögliche Mindestanzahl an Bauelementen erforderlich ist, ist der Kos-
tenfaktor mit CF = 1,65 der niedrigste unter den um Halbbrücken erweiterten Topolo-
gien. Wie bei allen diesen Topologien können die beiden möglichen Fehlerarten für jedes
der vier Ventile einer Basishalbbrücke unter Aufrechterhaltung des maximal möglichen
Modulationsgrades vonMmax = 1,15 vollständig toleriert werden. Darüber hinaus kön-
nen selbst Folgefehler toleriert werden, sofern diese in der gleichen Halbbrücke auftreten
und keinen Brücken-KS nach sich ziehen. Aufgrund des niedrigsten Kostenfaktors bie-
tet diese Topologie den höchsten Gütefaktor der Fehlertoleranz mit PFM = 0,61.
Der nicht vorhandene Einfluss der redundanten Halbbrücke auf den Normalbetrieb ist
einerseits als Vorteil anzusehen, da keine Beeinträchtigungen entstehen. Andererseits
bietet sie jedoch auch keine Möglichkeit, in positiver Weise auf das Betriebsverhal-
ten einzuwirken. Diesbezüglich wäre insbesondere eine Einflussnahme auf die bereits
angesprochene NP-Spannungsbalance denkbar. Die Idee, mit der Maßnahme einer zu-
sätzlichen Halbbrücke gleich zwei bedeutende Probleme des 3L-NPC-Umrichters zu
lösen, führt auf die beiden nachfolgend vorgestellten Topologien.
3.3.3.4 Erweiterung um 3L-NPC-basierte resonante Halbbrücke
In [87] wird eine zusätzliche Halbbrücke zur Balancierung der NP-Spannung vorgeschla-
gen, die in [88] aufgegriffen wird, um den Umrichter gleichzeitig mit der Eigenschaft der
Fehlertoleranz auszustatten. Diese besteht aus einer 3L-NPC-Halbbrücke, die zunächst
um lediglich eine Induktivität zwischen NP und Phasenabgriff erweitert ist. Diese er-
möglicht durch Schalten der beiden oberen bzw. unteren Ventile einen Stromfluss in
bzw. aus Richtung des NPs. Die NP-Spannungsbalance kann dadurch realisiert werden,
dass der Strombedarf der Basishalbbrücken durch die zusätzliche Halbbrücke ausgegli-
chen wird, indem der gemittelte Strom am NP konstant gehalten wird [88], [89]. In [88]
wird jedoch ebenfalls gezeigt, dass dabei aufgrund der Tatsache, dass 50 % der Schalt-
handlungen in dieser Halbbrücke hart erfolgen, je nach Modulationsgrad und Phasen-
winkel um bis zu 40% höhere Verluste im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter
auftreten können. Aus diesem Grund wird in [88] die Erweiterung der Halbbrücke um je
einen weiteren IGBT und einen Kondensator je Ventil auf eine resonante Struktur vor-
geschlagen. Auf diese Weise können alle 8 beteiligten Ventile weich geschaltet werden,
so dass die Verluste der zusätzlichen Halbbrücke nahezu auf Null abgesenkt werden
können [88], [84]. Aufgrund einer möglichen verlustärmeren Ansteuerung der Basisto-
pologie infolge der NP-Spannungsbalance durch die zusätzliche Halbbrücke kann der
Gesamtwirkungsgrad je nach Betriebspunkt im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-
Umrichter um 5 . . . 25 % gesteigert werden [88], [84]. Das vollständige fehlertolerante
Konzept, das inklusive der hier verwendeten Technik zur Fehlerisolierung in [84] vor-
geschlagen wird, ist in Abbildung 3.25 dargestellt (Top. XV). Da im Notbetrieb die
Trennung des für den Normalbetrieb benötigten Zweiges zur NP-Spannungsbalance
erforderlich ist, um eine reine 3L-NPC-Halbbrücke zu erhalten, wird hier ein weiterer
elektromechanischer Schalter R1 vorgesehen.














































Abb. 3.25: Top. XV: 3L-NPC mit Erweiterung um eine resonante 3L-NPC-basierte
Halbbrücke mit Induktivität und Zusatzbeschaltung zur Rekonfiguration
Neben den hinsichtlich der Fehlertoleranz gleichen Eigenschaften wie bei der zuvor
vorgestellten Topologie (XIV) weist diese zusätzlich den großen Vorteil der Möglich-
keit zur NP-Spannungsbalance durch die redundante Halbbrücke im Normalbetrieb
auf. Die Ansteuerung der Basistopologie kann somit hinsichtlich gewünschter Krite-
rien optimiert werden, da ihre sonst immer zusätzlich anhaftende Aufgabe der NP-
Spannungsbalance vollständig entfällt. Die Nutzung dieser Möglichkeit ist allerdings
nur in Verbindung mit den Erweiterungen zum weichen Schalten sinnvoll, da sonst die
gewonnenen Vorteile bei den Basishalbbrücken durch höhere Verluste in der redundan-
ten Halbbrücke egalisiert werden. Die dementsprechend höhere Anzahl an Bauteilen
senkt jedoch wiederum die Zuverlässigkeit der Gesamttopologie und steht somit dem
eigentlichen Hauptziel entgegen. Weiterhin ergibt sich mit CF = 1,99 insbesondere
aufgrund der kostspieligen Induktivität ein verhältnismäßig hoher Kostenfaktor, der
einen Gütefaktor der Fehlertoleranz von PFM = 0,5 zur Folge hat. Dabei wird ein
Kostengewichtungsfaktor von k = 3 für eine Induktivität mit einer Stromtragfähigkeit
von IB = 1,2 kA zu Grunde gelegt, deren Wert sich gemäß folgender Auslegungsemp-
fehlung [88] auf ungefähr L1 = 0,7 mH beläuft:
L1 =
UDC
8 · fs · ix,max (3.31)
Für die IGBTs S5 . . . S8, die für reduzierte Leistung ausgelegt werden können [84], wird,
ebenso wie für deren Treiber, eine entsprechende Kostenreduzierung von 50 % im Ver-
gleich zu den anderen IGBTs angenommen. Bei einer Resonanzfrequenz fres, die um
den Faktor 50 größer ist als die Schaltfrequenz fs, ergeben sich gemäß Auslegungsfor-
mel [88] Kapazitäten von C1...4 = 42,5 nF:





Hierbei wird angenommen, dass die Kosten eines Kondensators 20 % derer eines ein-



































Abb. 3.26: Top. XVI: 3L-NPC mit Erweiterung um eine 3L-FC-basierte Halbbrücke
und Zusatzbeschaltung zur Rekonfiguration (Schalter R2 ermöglicht Fehler-
toleranz gegenüber LL-Fehlern in den Hilfsventilen S5 und S6)
zelnen ZK-Kondensators mit gleicher Spannungsfestigkeit betragen, so dass sich ein
Gewichtungsfaktor von k = 0,3 ergibt.
3.3.3.5 Erweiterung um 3L-FC-basierte Halbbrücke
Ein anderer Ansatz zur Nutzung der redundanten Halbbrücke für die Spannungs-
balance wird in [90] und [91] vorgestellt. Hierbei wird im Gegensatz zur vorherigen
Topologie nicht die eigentliche NP-Spannung ausbalanciert, sondern den Basishalb-
brücken mit Hilfe einer zusätzlichen 3L-FC-basierten Halbbrücke eine Ersatzspannung
zur Verfügung gestellt, die im Idealfall einem ausbalancierten NP-Potential entspricht.
Auf Grundlage dieses Ansatzes [90] und dem ausgewählten Verfahren zur Fehleriso-
lierung [84] wird in dieser Arbeit ein neues Gesamtkonzept für einen fehlertoleranten
Umrichter (Top. XVI) vorgestellt, dessen Topologie in Abbildung 3.26 dargestellt ist.
Es sei bereits an dieser Stelle erwähnt, dass die Topologie aus dem späteren Vergleich
als eine der beiden geeignetsten für den vorliegenden Anwendungsfall hervorgehen und
somit Gegenstand tiefgreifenderer Untersuchungen sein wird. Daher wird in diesem Ab-
satz lediglich die grundlegende Funktionsweise erläutert und für tiefgreifendere Details
hinsichtlich der Ansteuerung auf die Kapitel 4 und 5 sowie hinsichtlich Rekonfiguration
auf Kapitel 6 verwiesen.
Die redundante Halbbrücke würde mit dem zusätzlichen Kondensator CFC ohne die Di-
oden D7 und D8 eine reine 3L-FC-Struktur aufweisen. Im Normalbetrieb kann durch
abwechselndes Einschalten der Ventile S1, S3 und S2, S4 der Kondensator auf- bzw. ent-
laden werden, um eine ausbalancierte Spannung bereitzustellen, die der gewünschten
NP-Spannung entspricht. Der elektromechanische Schalter R1 ist im Normalbetrieb
dauerhaft geschlossen, so dass jede Basishalbbrücke im mittleren SZ 0 diese Ersatz-
spannung anstelle der eigentlichen NP-Spannung abgreift. Die LHL-Ventile S5 und S6
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sind dementsprechend im Normalbetrieb mit Einschränkungen, die nachfolgend be-
schrieben werden, dauerhaft gesperrt, so dass die Spannungsaufteilung über den beiden
ZK-Kondensatoren weitestgehend unbeeinflusst bleibt. Ein Wechsel zwischen den bei-
den genannten Schaltzuständen unter Vorliegen eines Stroms in der Zusatzhalbbrücke
würde jedoch ohne Einwirken der Hilfsventile dazu führen, dass der Punkt des Phasen-
abgriffs durch den entstehenden Freilaufpfad im Zuge der Einhaltung der erforderlichen
Ventiltotzeiten auf das obere oder untere ZK-Potential gezogen wird. Dies würde zu
einem Spannungsabfall in Höhe der vollen ZK-Spannung über einem äußeren Ventil
derjenigen Halbbrücken führen, in denen der mittlere Schaltzustand geschaltet ist. Um
dies zu verhindern, kann in Abhängigkeit vom Vorzeichen des Stroms kurzzeitig das
Ventil S5 oder S6 geschlossen werden, um dem Strom einen anderen Freilaufpfad zu er-
möglichen, der keine Verschiebung der ZK-Potentiale auf das Ersatzpotential zur Folge
hat [91].
Nach Eintritt eines Fehlers in einer der Basishalbbrücken und erfolgter Fehlerisolierung
werden auch hier die entsprechenden Schalter Rx1 geöffnet und Rx3 geschlossen. Wei-
terhin muss die Verbindung der Halbbrücken zur Ersatzspannung getrennt werden. Da
dies nach erfolgter Fehlerisolierung immer stromlos erfolgen kann, ist hier die Verwen-
dung eines elektromechanischen Schalters R1 möglich. Die Ventile S5 und S6 können
nun genutzt werden, um durch dauerhaftes Schließen die Verbindung aller am Not-
betrieb beteiligten Halbbrücken zum NP-Potential zu gewährleisten. Die Dioden D7
und D8, die für den Normalbetrieb keine Bedeutung haben, ermöglichen nun, dass
die Ersatzhalbbrücke mit einer Einschränkung wie eine klassische 3L-NPC-Halbbrücke
angesteuert werden kann. Diese besteht darin, dass beim Schalten des mittleren Schalt-
zustands 0 immer nur entweder Ventil S2 oder S3 geschlossen werden darf, um einen KS
des Kondensators CFC zu vermeiden. Mit Ausnahme des für die Presspack-Bauform
unwahrscheinlichen LL-Fehlers in einem der beiden Hilfsventile S5 und S6, der die
Anbindung aller Halbbrücken an den Neutralpunkt verhindern würde, kann ebenfalls
jeder Ventilfehler seitens der Zusatzhalbbrücke toleriert werden. Um dennoch auch LL-
Fehler in den Hilfsventilen tolerieren zu können, besteht die kostengünstige Möglich-
keit, einen weiteren elektromechanischen Schalter R2 vorzusehen, der in Abbildung 3.26
mit gestrichelter Linie eingezeichnet ist. Dieser Schalter übernimmt dann die Aufgabe,
die Verbindung der Halbbrücken zum NP-Potential herzustellen, was ebenfalls immer
stromlos erfolgen kann. Den Hilfsventilen S5 und S6 kommt somit nur noch die Auf-
gabe der Verhinderung von Überspannungen im Normalbetrieb zu. In den weiteren
Ausführungen dieser Arbeit wird der Schalter S5 berücksichtigt.
Die Topologie weist hinsichtlich Fehlertoleranz und Spannungsbalance die gleichen Vor-
teile auf wie die vorherige (Top. XV). Der Realisierungsaufwand wird jedoch aufgrund
einer niedrigeren Anzahl von Bauelementen als geringer eingeschätzt. Der Kostenfak-
tor liegt mit CF = 1,87 zwischen denen der anderen beiden Topologien (XIV und
XV), ebenso wie der Gütefaktor der Fehlertoleranz von PFM = 0,53. Dabei gelten
für den Kondensator CFC hinsichtlich Kapazität und Spannungsfestigkeit die gleichen
Anforderungen wie für einen einzelnen ZK-Kondensator [91]. Die Auslegung der Ven-
tile S5 und S6 geschieht auf gleiche Weise wie bei den anderen Ventilen innerhalb der
Halbbrücken. Dementsprechend wurden für die Kostengewichtungsfaktoren jeweils die
gleichen Werte zu Grunde gelegt.
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3.3.3.6 Vergleich und Bewertung
Basierend auf der Erweiterung der 3L-NPC-Basistopologie durch zusätzliche Halb-
brücken wurden in den vorangegangenen Absätzen drei unterschiedliche Varianten
vorgestellt. Ihre Eigenschaften bezüglich der wichtigsten Bewertungskriterien mit Aus-
nahme der Zuverlässigkeit, die erneut in Bezug auf das Vollumrichtersystem betrachtet
wird, sind in Tabelle 3.9 zusammengefasst. Im Gegensatz zu den Topologien mit mo-
difizierten Halbbrücken weisen sie hinsichtlich Fehlertoleranz die bestmöglichen Eigen-
schaften auf. Dies ist dem Umstand geschuldet, dass nach Eintritt eines Ventilfehlers die
3L-NPC-Struktur dank Fehlerisolierung und Substitution vollständig erhalten bleibt.
Dementsprechend gibt es keine Einbußen hinsichtlich des maximal möglichen Modula-
tionsgradesMmax und der maximal möglichen Leistung. Die Variationen beim Gütefak-
tor der Fehlertoleranz PFM ergeben sich somit ausschließlich durch unterschiedliche
Kostenfaktoren infolge der Anzahl an Bauteilen. Weiterhin bleiben alle Raumzeiger und
Schaltzustände und somit auch die Anzahl der Spannungsstufen erhalten. Die Eignung
sowohl für den generatorseitigen als auch für den netzseitigen Einsatz in WEAs ist
daher bei allen drei Topologien uneingeschränkt gegeben. Ein großer Vorteil besteht
weiterhin darin, dass bis auf eine zusätzliche Halbbrücke keine weiteren Bauteile inner-
halb der Umrichterschaltung integriert werden müssen. Trennschaltungen und Rekon-
figurationsschalter können separat ausgeführt werden, so dass eine modulare Bauweise
möglich ist, die den Realisierungsaufwand reduziert.
Für ein abschließendes Fazit wird zunächst eine Zuverlässigkeitsanalyse für die mög-
lichen Vollumrichtersysteme durchgeführt. Dazu wird zunächst die Ausfallrate eines
einzelnen Ventils zu λS zusammengefasst:
λS = λ1 + λ2 + λ3 + λ4 (3.33)
Weiterhin werden die Ausfallraten aller Bauteile, die an einer einzelnen 3L-NPC-
Halbbrücke beteiligt sind, zu einer Gesamtausfallrate λHB zusammengefasst:
λHB = 4 · λS + 2 · λ5 (3.34)
Die zusätzliche baugleiche 3L-NPC-Halbbrücke von Top. XIV geht erst dann in den
aktiven Betrieb über, sobald in einer der anderen Halbbrücken ein Fehler aufgetreten
ist. Sie ist daher passiv redundant, so dass sich die Zuverlässigkeitsfunktion RXIV(t)




(3 · λHB · t)i
i!
· e−3λHBt = e−3λHBt · (1 + 3 · λHB · t) (3.35)
Es sei darauf hingewiesen, dass der Einfluss der an der Trennschaltung beteiligten Bau-
teile sowie aller elektromechanischen Schalter auf die Zuverlässigkeit als vereinfachende
Näherung nicht berücksichtigt wird. Denn aufgrund fehlender Schalthandlungen seitens
der Schalter und Thyristoren und geringer elektrischer sowie thermischer Belastung,
ausschließlich bedingt durch die Beschaffenheit der Phasenströme, sind die Bauteile im
Normalbetrieb einem verlangsamten Alterungsprozess unterworfen.
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Für die letzten beiden Topologien (XV, XVI) gestaltet sich die Herleitung einer Zuver-
lässigkeitsfunktion komplexer. Es ist jeweils zwischen 3 möglichen Betriebszuständen
zu unterscheiden, erstens dem Normalbetrieb ohne Defekt, zweitens dem Betrieb mit
einer defekten Basishalbbrücke (Notbetrieb 1) und drittens dem Betrieb mit defekter
Zusatzhalbbrücke (Notbetrieb 2).
Top. XV setzt für den Normalbetrieb neben der Funktionsfähigkeit von vier 3L-NPC-
Halbbrücken zusätzlich die Intaktheit von vier zusätzlichen Ventilen S5 . . . S8 und einer
Induktivität L1 voraus. Denn keines der zusätzlichen Ventile zum resonanten Schalten
darf einen KS-Fehler aufweisen, welcher hier in einer Worst-Case-Näherung als einzig
möglicher angenommen wird. Ansonsten besteht die Gefahr, dass sich der entsprechen-
de Kondensator im gesperrten Zustand des dann parallel geschalteten Ventils zunächst
auflädt und beim Schließen desselbigen mit einem hohen KS-Strom entlädt, was zu
einer Zerstörung des Ventils führen kann. Die Kondensatoren C1 . . . C4 werden für die
Aufrechterhaltung des Betriebs hingegen als irrelevant angesehen, da sie nur zur Ver-
besserung des Betriebsverhaltens durch Realisierung von weichem Schalten beitragen,
aber für das Gesamtsystem keine ausfallkritische Komponenten darstellen. Für den
Notbetrieb 1 gelten die gleichen Bedingungen. Lediglich die Induktivität L1 ist auf-
grund des im Notbetrieb 1 geöffneten Schalters R1 nicht relevant. Der Notbetrieb 2
tritt ein, sobald in der Gesamtheit aus Zusatzhalbbrücke, Induktivität L1 und zusätzli-
chen Ventilen S5 . . . S8 ein Defekt aufgetreten ist. Diese Zusammenhänge können durch
die vorgestellten Regeln zur Konstruktion eines Zuverlässigkeitsblockdiagramms nicht
abgedeckt werden. Es wird daher auf die Regeln der Stochastik 10.1, 10.3 und 10.4
zurückgegriffen, mit denen sich die Zuverlässigkeitsfunktion RXV(t) zu folgendem Aus-
druck berechnet (siehe auch Anhang 10.2.3):
RXV(t) = RHB
4(t) ·RS4(t) ·RL(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 3 ·RHB3(t) ·RHB(t) ·RS4(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB




1 + 3 · e−4λSt · (1− e−λHBt)]
(3.36)
Bei der Berechnung zeigt sich, dass die zunächst berücksichtigte Ausfallrate λL für
die Induktivität L1 bei Auflösung des Gesamtterms eliminiert wird. Die Angabe eines
Zahlenwertes für die Ausfallrate entsprechend Tabelle 3.5 ist daher nicht erforderlich.
Bei Top. XVI kommt den Hilfsventilen S5 und S6 im Normalbetrieb eine tragende
Bedeutung zu, weil ohne sie ein Umschaltvorgang innerhalb der Zusatzhalbbrücke oh-
ne Gefahr von Schäden an den Ventilen der Basishalbbrücken nur noch dann erfol-
gen kann, wenn kein Strom in der Zusatzhalbbrücke fließt. Mit Hinweis auf Kapitel 5
kann jedoch auf die Möglichkeit, auch während eines Stroms ungleich Null zu schal-
ten, nicht gänzlich verzichtet werden. Ein Ausfall der Hilfsventile fällt daher in die
Kategorie des Notbetriebs 2, also dem Betrieb mit defekter Zusatzhalbbrücke. Im Nor-
malbetrieb von Top. XVI muss weiterhin die Funktionsfähigkeit von vier 3L-NPC-
Halbbrücken sowie dem FC-Kondensator CFC gegeben sein, damit das vorgestellte
Funktionsprinzip greifen kann. Im Notbetrieb 1 muss die Zusatzhalbbrücke inklusive
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XIV 16 8 2 6 0 1 1,65 1,15 0,61 + +
XV 20 8 6 7 1 1 2 1,15 0,5 + +
XVI 18 8 3 8 0 1 1,87 1,15 0,53 + +
Tab. 3.9: Vergleich der um Halbbrücken erweiterten Topologien: Bauteilanzahl, ge-
schätzter Kostenfaktor CF , maximal möglicher Modulationsgrad Mmax nach
Fehler, Gütefaktor der Fehlertoleranz PFM , Eignung für Einsatz in WEAs
des FC-Kondensators CFC intakt sein, damit das Kollektorpotential von S2 und das
Emitterpotential von S3 keine elektrische Verbindung aufweisen. Bei Verwendung eines
Schalters R2, der hier vorausgesetzt wird, sind für den Notbetrieb 1 hingegen keine in-
takten Hilfsventile S5 und S6 erforderlich. Der Notbetrieb 2 tritt ein, sobald die Gesamt-
heit aus Zusatzhalbbrücke inklusive Hilfsventilen S5 und S6 und FC-Kondensator CFC
einen Fehler aufweist. Für die Berechnung der Zuverlässigkeitsfunktion RXVI(t) wer-
den erneut die Regeln zur Stochastik 10.1, 10.3 und 10.4 herangezogen (siehe auch
Anhang 10.2.3):
RXVI(t) = RHB
4(t) ·R6(t) ·RS2(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 3 ·RHB3(t) ·RHB(t) ·R6(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB




1 + 3 · e−λ6t · (1− e−λHBt)]
(3.37)
Es zeigt sich somit auf rechnerischem Wege, dass die beiden Hilfsventile S5 und S6
aufgrund der Einbeziehung des Schalters R2 für die Rekonfiguration keinen Beitrag zur
Zuverlässigkeitsfunktion beisteuern. Es ergibt sich ein Ausdruck, der sich im Vergleich
zu Gleichung 3.36 nur durch den Exponenten eines Faktors unterscheidet.
Für die Kombinationen dieser Topologien (XIV, XV, XVI) mit der klassischen 3L-NPC-
Topologie ohne Fehlertoleranz (Top. I) lassen sich nun die Zuverlässigkeitsfunktionen
der Vollumrichtersysteme aufstellen:
RI-XIV(t) = RXIV-I(t) = RI(t) ·RDC(t) ·RXIV(t) (3.38)
RI-XV(t) = RXV-I(t) = RI(t) ·RDC(t) ·RXV(t) (3.39)
RI-XVI(t) = RXVI-I(t) = RI(t) ·RDC(t) ·RXVI(t) (3.40)
Soll der gesamte Vollumrichter mit Fehlertoleranz ausgestattet werden, so muss keine
weitere Halbbrücke hinzugefügt werden. Es reicht aus, den Phasenabgriff der bereits
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vorhandenen Zusatzhalbbrücke durch weitere elektromechanische Schalter an die Pha-
sen der jeweils anderen Seite anzubinden, so dass generator- und netzseitig die Substitu-
tion einer defekten Halbbrücke möglich ist. Die Zuverlässigkeitsfunktionen der Vollum-
richtersysteme mit 6 Basishalbbrücken und einer Zusatzhalbbrücke ergeben sich analog
zu den Berechnungen mit 3 Basishalbbrücken, wobei weiterhin die ZK-Kondensatoren
berücksichtigt werden müssen. Für Top. XIV ergibt sich die Zuverlässigkeitsfunkti-










= e−(6λHB+2λ6)t · (1 + 6 · λHB · t) · e−λDCt
(3.41)
Die Zuverlässigkeitsfunktionen RXV-XV(t) und RXVI-XVI(t) werden erneut mit Hilfe der




7(t) ·RS4(t) ·RL(t) + 6 ·RHB6(t) ·RHB(t) ·RS4(t)
+RHB










7(t) ·R6(t) ·RS2(t) + 6 ·RHB6(t) ·RHB(t) ·R6(t)
+RHB





1 + 6 · e−λ6t · (1− e−λHBt)]
(3.43)
Die aus den Zuverlässigkeitsfunktionen gemäß Formel 2.4 berechneten Mittelwerte der
ausfallfreien Arbeitszeit sind zusammen mit der Bauteilanzahl, den Kostenfaktoren
und den Gütefaktoren der Zuverlässigkeit für alle denkbaren Vollumrichtervarianten
in Tabelle 3.10 zusammengefasst. Weiterhin stellt Abbildung 3.27 die Verläufe der
Zuverlässigkeitsfunktionen dar und Abbildung 3.28 den Gewinn an Zuverlässigkeit und
die dafür erforderlichen Kosten gegenüber.
Auch hier bestätigt sich zunächst bei allen fehlertoleranten Topologien die Erhöhung
der Zuverlässigkeit. Beim Vergleich der Abbildungen 3.27 und 3.16 wird deutlich, dass
bereits die Verläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen bei einseitiger Fehlertoleranz dicht
bei denen der Topologien auf Basis beidseitig modifizierter Halbbrücken liegen. Hier
kann bereits mit Top. I-XIV ein Anstieg des Mittelwertes der ausfallfreien Arbeitszeit
um einen Wert von 1,49 bei einem Gütefaktor der Zuverlässigkeit von RFM = 1,1
erreicht werden. Die Zusatzhalbbrücken entfalten ihre positive Wirkung aber erst dann
im besonderen Maße, wenn diese sowohl auf Generator- als auch auf Netzseite die
Möglichkeit zur Substitution einer fehlerhaften Halbbrücke bieten. Der Schritt von ein-
seitiger zu beidseitiger Fehlertoleranz gegenüber dem von nicht vorhandener zu einsei-
tiger Fehlertoleranz ist mit einem geringeren Kostenanstieg verbunden, da nur Kosten
für eine weitere Trennschaltung und Rekonfigurationsschalter hinzukommen, die Kom-
ponenten der redundanten Halbbrücke jedoch schon vorhanden sind. Demgegenüber
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I I 24 12 2 0 0 0 1 12 1 1
I XIV 28 14 2 6 0 1 1,35 17,9 1,49 1,1
XIV XIV 28 14 2 12 0 2 1,55 23,8 1,97 1,27
I XV 32 14 6 7 1 1 1,54 15,9 1,32 0,86
XV XV 32 14 6 13 1 2 1,74 19,7 1,64 0,94
I XVI 30 14 3 8 0 1 1,47 17 1,41 0,96
XVI XVI 30 14 3 14 0 2 1,67 21,9 1,82 1,09
2 x (I-I) 48 24 4 0 0 2 2,33 24 2 0,86
Tab. 3.10: Vergleich der möglichen Vollumrichtersysteme auf Basis der um Halbbrücken
erweiterten Topologien: Bauteilanzahl, geschätzter Kostenfaktor CF , Mit-
telwert der ausfallfreien Arbeitszeit MTTF , Gütefaktor der Zuverlässig-
keit RFM
steht eine starke Erhöhung der Zuverlässigkeit mit einem Mittelwert der ausfallfreien
Arbeitszeit, der um das 1,64 . . . 1,97-fache angestiegen ist. Der generell größere Ein-
fluss auf die Erhöhung der Zuverlässigkeit im Vergleich zu den Topologien mit modi-
fizierten Halbbrücken ist darin begründet, dass nicht nur Fehler in allen IGBTs und
Gate-Treibern toleriert werden können, sondern darüber hinaus auch Fehler in allen
anderen Bauelementen der Basishalbbrücken und der Zusatzhalbbrücke. Mit Ausnah-
me der ZK-Kondensatoren gibt es daher keine ausfallkritischen Bauelemente im Sinne
von Reihenelementen im Zuverlässigkeitsblockdiagramm mehr.
Weiterhin ist zu erkennen, dass die Kurvenverläufe bei beidseitiger Fehlertoleranz in
Abbildung 3.27 eine andere Charakteristik aufweisen als die in Abbildung 3.16. Wäh-
rend die Zuverlässigkeitsfunktionen bei modifizierten Halbbrücken über den gesamten
Zeitraum hinweg das gleiche Krümmungsverhalten aufweisen, existiert bei den Zu-
verlässigkeitsfunktionen der Topologien mit zusätzlichen Halbbrücken bei beidseitiger
Fehlertoleranz eine Wendestelle bei ca. 15 Jahren. Die vorliegende Rechtskrümmung
im Zeitraum von 0 bis ca. 15 Jahren sorgt dafür, dass die Fläche unterhalb der Kur-
venverläufe innerhalb dieses Zeitraumes einen größeren Anteil an der Gesamtfläche
trägt als bei den Topologien mit modifizierten Halbbrücken. Dies hat zur Folge, dass
der in der Praxis erzielte Gewinn an Zuverlässigkeit, den der Mittelwert der ausfall-
freien Arbeitszeit in Aussicht stellt, in dem für eine WEA entscheidenden Zeitraum
für die Topologien mit zusätzlichen Halbbrücken höher einzuschätzen ist als bei den
Topologien mit modifizierten Halbbrücken.
Die Topologie mit passiv redundanter 3L-NPC-Halbbrücke hat annähernd den gleichen
Einfluss auf die Gesamtzuverlässigkeit wie ein zweites passiv redundantes Umrichtermo-









Abb. 3.27: Verläufe der Zuverlässigkeitsfunktionen für die Vollumrichtersysteme auf
Basis der um Halbbrücken erweiterten Topologien











Abb. 3.28: Gegenüberstellung von Zuverlässigkeit und Kosten für die Vollumrichter-
systeme auf Basis der um Halbbrücken erweiterten Topologien
dul, allerdings zu einem deutlich niedrigeren Kostenfaktor von CF = 1,55 im Vergleich
zu CF = 2,33. Der Gütefaktor der Zuverlässigkeit von RFM = 1,27 macht diese Vari-
ante aus wirtschaftlicher Sicht äußerst sinnvoll. Bei den Top. XV-XV und XVI-XVI ist
aus zwei Gründen eine etwas geringere Erhöhung der Zuverlässigkeit zu verzeichnen.
Zum einen sind die Zusatzhalbbrücken auch schon im Normalbetrieb aktiv, so dass
hier aktive Redundanz vorliegt. Zum anderen sind zusätzliche Bauelemente vorhan-
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den, die die Wahrscheinlichkeit eines Ausfalls geringfügig ansteigen lassen. Der große
Vorteil dieser beiden Topologien liegt jedoch darin, dass sie im Normalbetrieb die Aus-
balancierung der NP-Spannung übernehmen können. Dadurch kann die Ansteuerung
der Basishalbbrücken im Normalbetrieb hinsichtlich gewünschter Kriterien, wie z.B.
der Verlustminimierung, optimiert werden. Top. XVI-XVI schneidet im Vergleich zu
Top. XV-XV hinsichtlich der Kosten etwas besser und in Bezug auf die Erhöhung der
Zuverlässigkeit deutlich besser ab, wodurch ein erheblich besserer Gütefaktor der Zu-
verlässigkeit von RFM = 1,09 im Vergleich zu RFM = 0,94 resultiert. Durch Vergleich
der Ausdrücke 3.42 und 3.43 für die Zuverlässigkeitsfunktionen wird deutlich, dass der
einzige Unterschied lediglich im Exponenten eines Faktors besteht. Während in Glei-
chung 3.43 die Ausfallrate des FC-Kondensators nur λ6 = 120FIT beträgt, schlägt die
Ausfallrate von vier zusätzlichen Ventilen zum resonanten Schalten in Gleichung 3.42
mit 4 ·λS = 380FIT zu Buche. Weiterhin wird der Realisierungsaufwand bei Top. XV-
XV aufgrund einer höheren Anzahl an schaltenden Ventilen als höher eingestuft. Auch
wenn Top. XV-XV grundsätzlich auch geeignet ist, wird daher die Top. XVI-XVI vor-
gezogen.
Bei Top. XIII-XII wurde festgestellt und begründet, dass der Gewinn an Zuverlässigkeit
äußerst sensitiv auf Schwankungen der Ausfallraten reagiert. Da bei den Topologien mit
zusätzlichen Halbbrücken keine ausfallkritischen Bauelemente im Sinne von Reihenele-
menten im Zuverlässigkeitsblockdiagramm existieren, wird hier eine geringere Sensiti-
vität vermutet, was durch Abbildung 3.29 bestätigt wird. Obwohl die Ausfallraten von
IGBTs und Gate-Treibern innerhalb von Top. XVI-XVI sogar halbiert bzw. verdoppelt
sind, macht sich dies beim auf den klassischen 3L-NPC-Umrichter normierten Mittel-
wert der ausfallfreien Arbeitszeit und somit beim Gütefaktor der Zuverlässigkeit nur
minimal bemerkbar. Die zuvor getroffenen Aussagen zur Zuverlässigkeit sind somit als
relativ allgemeingültig aufzufassen.
Als Fazit lässt sich zusammenfassen, dass alle vorgestellten fehlertoleranten Vollumrich-
tersysteme auf Basis von Erweiterungen durch zusätzliche Halbbrücken grundsätzlich
für den Einsatz in WEAs geeignet sind. Dabei sind im Notbetrieb keinerlei Einschrän-
kungen im Vergleich zum Normalbetrieb eines gewöhnlichen 3L-NPC-Vollumrichters
hinzunehmen. Weiterhin können in allen Ventilen der Basishalbbrücken und der Zu-
satzhalbbrücken nicht nur KS-Fehler, sondern auch LL-Fehler toleriert werden. Somit
sind diese Topologien nicht nur für den Einsatz von LHL-Ventilen in Presspack-, son-
dern auch in Modulbauweise geeignet. Spezielle Gate-Treiber, die im Fehlerfall ein
positives Gate-Signal bereitstellen, sind somit nicht zwingend erforderlich. Zusätzlich
können auch Fehler in allen anderen Bauelementen einer Halbbrücke toleriert werden,
wobei dies als positiver Nebenaspekt aufzufassen ist, der nicht Teil der ursprüngli-
chen Zielsetzung ist. Sofern allein eine möglichst große Erhöhung der Zuverlässigkeit
zu möglichst geringen Kosten im Vordergrund steht, wird die in Abbildung 3.30 links
vollständig dargestellte Top. XIV-XIV empfohlen. Ihr Einfluss auf die Zuverlässigkeit
des Gesamtsystems ist dabei annähernd identisch zum Einfluss einer Parallelschaltung
eines zweiten Vollumrichtermoduls, allerdings zu erheblich niedrigeren Kosten. Sofern
unter geringfügigen Einbußen hinsichtlich der Zuverlässigkeit und des Kostenfaktors
weiterhin die Ausbalancierung der NP-Spannung durch eine Zusatzhalbbrücke und die
damit verbundenen Vorteile das Ziel sind, wird Top. XVI-XVI als am besten geeig-
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Abb. 3.29: Gegenüberstellung von Zuverlässigkeit und Kosten für Vollumrichtervarian-
te XVI-XVI bei Variation der Ausfallraten für IGBT und Gate-Treiber
net befunden. Sie ist ebenfalls noch einmal in ihrer Gesamtstruktur in Abbildung 3.30
rechts dargestellt.
3.4 Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurden zum einen die technischen Möglichkeiten analysiert, die sich
grundsätzlich bieten, um das 3L-NPC-Vollumrichtersystem mit der Eigenschaft der
Fehlertoleranz auszurüsten. Zum anderen wurden die Fragen geklärt, ob im Hinblick
auf den Einsatz in WEAs unter den gegebenen Randbedingungen sinnvolle Varianten
existieren und welche dies gegebenenfalls sind. Nachdem zunächst einige erforderliche
Grundlagen zum 3L-NPC-Umrichter gelegt wurden, erfolgten eine ausführliche Analy-
se, ein Vergleich und eine Bewertung möglicher fehlertoleranter Topologien, die sich in
Topologien mit modifizierten und zusätzlichen Halbbrücken klassifizieren lassen. Um
neben der technischen Umsetzbarkeit für den vorliegenden Anwendungsfall auch den
wirtschaftlichen Nutzen zu berücksichtigen, zielten die Bewertungskriterien insbeson-
dere darauf ab, den erzielten Gewinn an Zuverlässigkeit mit den dafür erforderlichen
Mehrkosten in Relation zu setzen.
Im Folgenden werden die wichtigsten Erkenntnisse, die aus den Untersuchungen hervor-
gegangen sind, dargelegt. Hinsichtlich der Topologien mit modifizierten Halbbrücken
lassen sich folgende Aussagen treffen:
− Für den netzseitigen Einsatz eignet sich aus technischer Sicht lediglich die Topo-
logie mit Reihenredundanz aller Ventile (Top. XII), sofern im Fehlerfall die volle
Umrichterleistung beibehalten werden soll. Allerdings setzt dies den Einsatz von
Presspack-Bauteilen mit dem KS-Fehler als einzig möglichen voraus.
− Auf Generatorseite ist neben dieser Topologie weiterhin diejenige mit reihenre-
dundant ausgeführten inneren Ventilen (Top. XIII) möglich, sofern außerdem eine
reduzierte Spannungsstufigkeit auf Generatorseite akzeptabel ist.
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− Alle weiteren Topologien mit modifizierten Halbbrücken sind entweder aufgrund
eines reduzierten Modulationsgrades oder der Erfordernis zur Überdimensionie-
rung der inneren Ventile hinsichtlich der Spannungsfestigkeit, die bei den ge-
gebenen Randbedingungen einer Reihenredundanz gleichkommen würde, nicht
geeignet.
− Unter den möglichen Kombinationen für das Vollumrichtersystem weist einzig die
Topologie mit Reihenredundanz der inneren Ventilen auf Generator- und Reihen-
redundanz aller Ventile auf Netzseite (Top. XIII-XII) die Eigenschaft auf, dass
ein lohnenswerter Gewinn an Zuverlässigkeit die dafür erforderlichen Mehrkosten
nicht übersteigen. Bei einer Erhöhung des Mittelwertes der ausfallfreien Arbeits-
zeit um ca. 1,7 ist der Gütefaktor der Zuverlässigkeit RFM bei den gegebenen
Randbedingungen knapp größer 1.
− Allerdings reagiert dieser Gütefaktor sehr sensitiv auf Variationen seitens der
Ausfallraten, da die Zuverlässigkeit einerseits durch Reihenredundanz der Ventile
erhöht wird, andererseits durch zusätzliche ausfallrelevante Komponenten gesenkt
wird. Da die Angabe von Ausfallraten immer mit Unsicherheiten verbunden ist,
kann somit selbst die zuvor genannte Topologie einen RFM von kleiner 1 aufwei-
sen und wäre somit vom wirtschaftlichen Standpunkt aus nicht mehr sinnvoll.
− Vor dem Hintergrund, dass weiterhin die Voraussetzungen gewährleistet sein müs-
sen, dass lediglich KS-Fehler auftreten können und generatorseitig eine reduzierte
Spannungsstufigkeit im Fehlerfall hinnehmbar ist, erscheint der Mehraufwand zur
praktischen Umsetzung im Vergleich zum Nutzen als nicht gerechtfertigt.
− Aus den genannten Gründen wird keine Topologie auf Basis modifizierter Halb-
brücken für den Einsatz in WEAs als geeignet angesehen.
Für die Topologien mit zusätzlichen Halbbrücken kann hingegen ein positives Fazit
gezogen werden:
− Sowohl für den generatorseitigen als auch für den netzseitigen Einsatz sind alle
vorgestellten Topologien auf Basis zusätzlicher Halbbrücken uneingeschränkt ge-
eignet. Nach Rekonfiguration des Umrichters durch Substitution der fehlerhaften
Halbbrücke im Falle eines KS- oder LL-Fehlers kann der Betrieb ohne Einbußen
im Modulationsgrad und in der Spannungsstufigkeit aufrechterhalten werden.
− Unbedingte Voraussetzung dafür ist eine sichere Fehlerisolierung ohne Gefahr von
Folgeschäden an Komponenten, die für den weiteren Notbetrieb relevant sind.
Aufgrund der niedrigsten Kosten und der hohen Modularität wird die Trenn-
schaltung gemäß Abbildung 3.23 empfohlen.
− Ein weiterer Vorteil besteht darin, dass die Eigenschaft der Fehlertoleranz mit
wenig Mehraufwand und ohne Verdopplung der Zusatzkosten auf das gesamte
Vollumrichtersystem ausgeweitet werden kann.
− Die Zuverlässigkeit wird deutlich erhöht, da zum einen keine ausfallkritischen
Bauelemente im Sinne von Reihenelementen des Zuverlässigkeitsblockdiagramms
hinzukommen und zum anderen als positiver Nebeneffekt auch Fehler in anderen
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Komponenten toleriert werden können. So lassen sich die mittleren Ausfallabstän-
de mindestens um das 1,64-fache und maximal um das knapp 2-fache erhöhen.
− Sofern allein die bestmögliche Erhöhung der Zuverlässigkeit das Ziel ist, wird die
Topologie mit passiv redundanter 3L-NPC-Halbbrücke (Top. XIV-XIV) empfoh-
len. Sie erreicht annähernd den gleichen Effekt wie ein zweites passiv redundan-
tes Vollumrichtermodul, allerdings zu erheblich niedrigeren Kosten. Aufgrund des
Gütefaktors der Zuverlässigkeit von 1,27 ist der Nutzen aus wirtschaftlicher Sicht
als sehr hoch einzuschätzen. Der Nachteil dieser Topologie besteht darin, dass die
Zusatzhalbbrücke keinerlei Vorteile für den Normalbetrieb bietet, obwohl dies mit
geringfügigem Mehraufwand möglich wäre.
− Sofern geringe Abstriche hinsichtlich der Erhöhung der Zuverlässigkeit im Ver-
gleich zur vorher beschriebenen Topologie in Kauf genommen werden, lässt sich
der zusätzliche Vorteil der NP-Spannungsbalance im Normalbetrieb gewinnen.
Diesbezüglich wird aufgrund des besseren Abschneidens bei den Kosten und der
Zuverlässigkeit, aber auch wegen des niedriger eingeschätzten Realisierungsauf-
wandes die Topologie mit zusätzlicher 3L-FC-basierter Halbbrücke (Top. XVI-
XVI) derjenigen mit resonanter Zusatzhalbbrücke (Top. XV-XV) vorgezogen. Sie
erreicht bei einer Erhöhung des Mittelwertes der ausfallfreien Arbeitszeit um 1,82
immer noch einen Gütefaktor der Zuverlässigkeit von 1,09.
− Die Sensitivität dieser Gütefaktoren gegenüber Variationen der Ausfallraten ist
bei den Topologien mit Zusatzhalbbrücken sehr gering, da es keine ausfallrele-
vanten Komponenten gibt, in denen auftretende Fehler nicht toleriert werden
können. Somit sind die Aussagen zum Nutzen der fehlertoleranten Topologien
weitestgehend allgemeingültig aufzufassen.
In den bisherigen Ausführungen wurde immer lediglich darauf hingewiesen, dass die To-
pologie mit zusätzlicher 3L-FC-basierter Halbbrücke (Top. XVI-XVI) generell die Mög-
lichkeit zur NP-Spannungsbalance im Normalbetrieb bietet. Diese Eigenschaft kann
zwar generell als Vorteil angesehen werden. Allerdings wurde bislang noch nicht die
Frage geklärt, in welchem Maße sich dies als gewinnbringende Eigenschaft in Bezug auf
den vorliegenden Anwendungsfall auswirkt. Daher wird diese Topologie in den nächs-
ten beiden Kapiteln Gegenstand weiterführender Untersuchungen sein. Dazu wird im
nachfolgenden Kapitel 4 zunächst ein geeignetes Verfahren zur Ansteuerung dieser To-
pologie entwickelt, um dieses dann im darauffolgenden Kapitel 5 zu untersuchen und
den Nutzen der zusätzlichen Halbbrücke festzustellen.
Die Topologie XIV-XIV hingegen ist in Bezug auf die Ansteuerung nicht interessant,
da die resultierende Topologie sowohl im Normal- als auch im Notbetrieb keine Unter-
schiede im Vergleich zum klassischen Umrichter aufweist. Sie wird daher erst wieder
im Rahmen des Kapitels 6 zur Fehlerdetektion und Rekonfiguration, zusammen mit
der Topologie XVI-XVI, betrachtet. In den folgenden beiden Kapiteln bezieht sich die
Bezeichnung „fehlertoleranter Umrichter“ daher immer auf die Topologie XVI-XVI.




































































































































































































































































































































































































































































































































Abb. 3.30: Vollständige Topologien XIV-XIV (links) und XVI-XVI (rechts)
4 Ansteuerung des fehlertoleranten
Umrichters
Mit dem Ziel, das Umrichtersystem einer WEA unter den gegebenen Randbedingungen
mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz auszustatten, wurden im vorangegangenen Ka-
pitel 3 zwei Umrichtertopologien als die am besten geeignetsten herausgearbeitet. Die
Topologie mit einer 3L-FC-basierten Zusatzhalbbrücke (Top. XVI-XVI) hat sich dabei
als besonders vielversprechende Variante herausgestellt, da sie aufgrund ihrer Mög-
lichkeit zur Balancierung der NP-Spannung mit Hilfe der Zusatzhalbbrücke weiterhin
Vorteile für den Normalbetrieb in Aussicht stellt. Sie wird daher in den nächsten beiden
Kapiteln 4 und 5 Gegenstand tiefgreifenderer Untersuchungen sein. In Kapitel 5 soll
geklärt werden, inwieweit diese Eigenschaft für den vorliegenden Anwendungsfall un-
ter den gegebenen Randbedingungen einen Nutzen bringt. Dazu muss jedoch zunächst
untersucht werden, in welcher Weise die Ansteuerung des fehlertoleranten Umrichters
erfolgen kann. Das ist das Ziel dieses Kapitels.
Die Ansteuerung des fehlertoleranten Umrichters baut auf den Prinzipien zur Ansteue-
rung des klassischen 3L-NPC-Umrichters auf. Weiterhin wird sich zeigen, dass diese
für die Klärung des Nutzens der Zusatzhalbbrücke von entscheidender Bedeutung sind.
Daher werden in Abschnitt 4.1 zunächst die erforderlichen Grundlagen über Modulati-
onsverfahren für den klassischen Umrichter dargelegt, wobei insbesondere auf die The-
matik der NP-Spannungsbalance eingegangen wird. Anschließend wird in Abschnitt 4.2
untersucht und dargelegt, in welcher Weise die Ansteuerung des fehlertoleranten Um-
richters sowohl im Normalbetrieb als auch im Notbetrieb erfolgen kann. Zuletzt fasst
Abschnitt 4.3 die wichtigsten Erkenntnisse zusammen.
4.1 Modulationsverfahren für den klassischen
3L-NPC-Umrichter
Die grundsätzliche Aufgabe eines Modulationsverfahrens besteht darin, eine Schaltab-
folge der Ventile im Umrichter zu erzeugen, die an den Ausgangsklemmen des Um-
richters zu einer gepulsten Spannung mit einem Grundschwingungsanteil entsprechend
einem gewünschten Referenzsignal führt. Die Art des Modulationsverfahrens wirkt sich
aufgrund unterschiedlicher Pulsmuster unmittelbar auf den Oberschwingungsgehalt der
Ausgangsspannung und die Leistungsverluste in den Ventilen aus. Dementsprechend
besteht die Möglichkeit, durch Wahl des Modulationsverfahrens in direkter Weise Ein-
fluss zu nehmen. In den folgenden Unterabschnitten 4.1.1 bis 4.1.3 werden in Anlehnung
75






















Abb. 4.1: Festlegung der Schaltsequenz nach dem Prinzip der „nahesten drei Raumzei-
ger“ am Beispiel eines Subsektors (links) und PD Modulation bei M = 0,9,
fc/f1 = 21 und einer sinusförmigen Modulationsfunktion (rechts)
an [21], [61], [67], [92], [93], [94] die für das Verständnis der Arbeit erforderlichen Grund-
prinzipien und Modulationsverfahren kurz vorgestellt, bevor in Unterabschnitt 4.1.4
näher auf Aspekte bei der praktischen Umsetzung eingegangen wird.
4.1.1 Überblick und Grundprinzipien
Die Pulsweitenmodulation (PWM) ist das gängige Verfahren zur Generierung der
Ansteuersignale eines Frequenzumrichters, welches sich durch eine konstante mittlere
Schaltfrequenz fs über einer Grundschwingungsperiode auszeichnet. Die Schaltfrequenz
gibt die Häufigkeit der Schaltzyklen je Ventil an, wobei ein Schaltzyklus aus einem Ein-
und einem Ausschaltvorgang besteht [92]. Neben der Sequenz, also der Schaltabfolge,
können die Breite und die Position der Spannungspulse als Freiheitsgrade aufgefasst
werden [67]. Für die Veranschaulichung existieren zwei unterschiedliche Betrachtungs-
weisen, die sich ineinander überführen lassen, zum einen die Raumzeigermodulation
(RZM) und zum anderen die trägerbasierte Modulation.
Die RZM nutzt die in Unterabschnitt 3.1.3 vorgestellte Darstellungsweise eines symme-
trischen dreiphasigen Spannungssystems in der komplexen RZ-Ebene. Ein gewünschter
RZ wird dabei in Betrag und Phase durch Schalten jeweiliger Basis-RZs für bestimmte
Zeitdauern generiert. Um den dabei vorliegenden Spielraum in der Wahl der Basis-RZs,
in deren sequentieller Abfolge sowie in der Redundanz ihrer Schaltzustände optimal
auszunutzen, ist das Prinzip der „nahesten drei Raumzeiger“ (NTV = Nearest-Three
Space Vectors) von zentraler Bedeutung [61], [95]. Es sorgt dafür, dass jeweils diejeni-
gen Basis-RZs für die Erzeugung genutzt werden, deren Aufpunkte den dreieckförmigen
Subsektor aufspannen, in denen sich der zu erzeugende Raumzeiger befindet. Auf diese
Weise werden die Differenz-Spannungs-RZs zwischen dem Referenz- und den geschalte-
ten Basis-RZs gering gehalten und somit auch die durch sie verursachten Oberschwin-
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gungen minimiert [21]. Weiterhin wird die Anzahl der Schalthandlungen minimiert.
Abbildung 4.1 stellt links beispielhaft dar, wie dies für einen RZ im grau unterlegten
Subsektor erfolgen könnte. In diesem Fall kommen zur Erzeugung des Raumzeigers
nur die Basis-RZs 1, 7 und 13 gemäß Abbildung 3.6 zum Einsatz. Mit der Schaltse-
quenz (+ 0 0) → (+ 0 −) → (+−−) → (0 −−) → (+−−) → (+ 0 −) → (+ 0 0) lässt
sich bewirken, dass bei jedem Wechsel zwischen diesen Basis-Raumzeigern immer die
Änderung des Schaltzustandes und somit ein Schalten der Ventile in nur jeweils einer
Phase erforderlich ist. Der Raumzeiger 1, dem die Schaltzustände (+ 0 0) und (0−−)
zugeordnet sind, nimmt somit die gleiche Rolle ein, wie der Null-RZ bei der 2L-RZM.
Er wird daher auch als äquivalenter Null-RZ bezeichnet [21]. Im Hinblick auf die Mi-
nimierung des Oberschwingungsgehalts und der Schaltverluste stellt das NTV-Prinzip
die Grundlage für alle optimalen Modulationsverfahren dar [94].
Während bei der RZM immer alle 3 Phasen zur gleichen Zeit im Blickpunkt stehen,
kann bei der Darstellungsweise der trägerbasierten PWM die Modulation jeder ein-
zelnen Phase gesondert betrachtet werden. Beim dreistufigen Umrichter wird zur Er-
zeugung der Spannungspulse je Phase eine Modulationsfunktion mx(t) mit zwei Trä-
gersignalen c1(t) und c2(t) verglichen, die üblicherweise jeweils ein Dreieckssignal mit




+1 , mx(t) > c1(t) (→ SZ +)
−1 , mx(t) < c2(t) (→ SZ −)
0 , sonst (→ SZ 0)
(4.1)
Die gepulsten Leiter-Null-Spannungen ux,LN(t) am Ausgang des Umrichters berechnen
sich bei idealer Betrachtung somit durch:
ux,LN(t) = sx(t) · UDC
2
(4.2)
Die Modulationsfunktionen ergeben sich aus dem gewünschten sinusförmigen symme-
trischen dreiphasigen Sollspannungssystem. Dieses wird im Folgenden durch die Leiter-
Null-Spannungen u∗x,LN(t) je Phase beschrieben, wobei f1 die Grundschwingungsfre-







LN · sin (2pif1t+ φx) (4.3)
Um gezielt auf die Pulsweiten und Schaltsequenzen einzuwirken, können der Soll-
spannung ohne Auswirkungen auf die Grundschwingung zusätzliche Gleichtaktsigna-




x,LN(t) + ucm(t) + u
′
cm(t) (4.4)
Der Modulationsgrad M stellt die Amplitude dieser Referenzspannung beim dreistufi-
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Die Modulationsfunktionen mx(t) ergeben sich für jede Phase jeweils aus den Referenz-
spannungen:
mx(t) = M ·
[







Jede trägerbasierte PWM kann in eine RZ-Darstellung überführt werden und umge-
kehrt lässt sich für jede RZM auch eine Trägerfunktion finden, die auf das gleiche Ergeb-
nis führt, so dass sich Analogien zwischen diesen beiden Betrachtungsweisen feststellen
lassen [96], [97]. Um das NTV-Prinzip auf die trägerbasierte PWM zu überführen und
somit die gleiche Schaltsequenz zu erhalten, ist es erforderlich, zwei gleichphasige Trä-
gersignale zu verwenden [94], wie es in Abbildung 4.1 rechts gezeigt ist. Man bezeichnet
diese Vorgehensweise als Phase Disposition (PD) Modulation. Eine gegenphasige An-
ordnung der Trägersignale, als Phase Opposition Disposition (POD) Modulation be-
kannt, würde zu der Schaltsequenz (000)→ (00−)→ (+0−)→ (+−−)→ (+0−)→
(0 0 −) → (0 0 0) führen [21]. Aufgrund der genannten Vorteile des NTV-Prinzips be-
schränkten sich die Betrachtungen in dieser Arbeit jedoch ausschließlich auf die PD
Modulation.
In den bisherigen Darstellungen ergaben sich die Schaltzeitpunkte entsprechend Ab-
bildung 4.1 rechts exakt zu den Zeitpunkten der Schnittpunkte zwischen den Träger-
signalen und der Modulationsfunktion. Bei dieser als Natural Sampling bezeichneten
Methode wird angenommen, dass der Istwert der Messgrößen, wie z.B. des Umrich-
terausgangsstroms, in kontinuierlicher Weise erfasst wird und damit in unmittelbarer
Abfolge der Wert der Modulationsfunktion berechnet werden kann [67]. In der digi-
talen Signalverarbeitung lässt sich ein solches Vorgehen jedoch nicht realisieren [92].
Stattdessen erfolgt eine als Regular Sampling bezeichnete Abtastung in regelmäßigen
Abständen, wie z.B. zu Beginn oder in der Mitte der Trägerperiode [98]. Abbildung 4.2
veranschaulicht die zwei grundlegenden Varianten des Regular Samplings [67], die sich
durch die Häufigkeit der Aktualisierung der Werte der Modulationsfunktion pro Trä-
gerperiode unterscheiden.
Beim Symmetric Regular Sampling (SRS) findet genau eine Aktualisierung statt, wo-
durch die entstehenden Spannungspulse genau mittig in die Trägerperiode fallen und
diese Variante ihre Bezeichnung erhält [67]. Wird die Modulationsfunktion mehr als ein-
mal pro Trägerperiode aktualisiert, so fallen die entstehenden Spannungspulse unsym-
metrisch in die Trägerperiode, weshalb diese Variante als Asymmetric Regular Sampling
(ARS) bezeichnet wird [67]. In Abbildung 4.2 unten ist die gängigste Form mit einer
Abtastung am Anfang und in der Mitte der Trägerperiode und einer Aktualisierung
des Wertes der Modulationsfunktion nach Ablauf einer weiteren halben Trägerperiode
dargestellt [98]. Weiterhin ist in der Abbildung anhand von SZ + die Berechnung des




















































Abb. 4.2: Symmetric Regular Sampling (SRS) mit Abtastung in der Mitte der Träger-
periode (oben) und Asymmetric Regular Sampling (ARS) mit Abtastung am
Anfang und in der Mitte der Trägerperiode (unten) bei M = 0,9, fc/f1 = 21
Tastverhältnisses d visualisiert, das für jeden SZ +, 0 oder − den Anteil der Einschalt-





Beide Varianten des Regular Samplings führen zwar auf den gleichen Grundschwin-
gungsanteil der Ausgangsspannung, jedoch bewirkt ARS geringere harmonische Ver-
zerrungen [21].
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Im Folgenden werden die bedeutendsten Modulationsverfahren vorgestellt, die auf dem
NTV-Prinzip beruhen. Die Verfahren lassen sich in kontinuierliche und diskontinu-
ierliche Verfahren untergliedern, wobei die Bedeutung dieser Bezeichnungen in den
Unterabschnitten deutlich wird. Für die Ausführungen wird die trägerbasierte Dar-
stellungsweise gewählt, da sie Vorteile in Bezug auf die praktische Implementierung
bietet. Um dabei die Form der Modulationsfunktionen besser verdeutlichen zu können,
wird die Abtastung zunächst nicht berücksichtigt. Weiterhin wird in den folgenden
Ausführungen vorausgesetzt, dass das Trägersignal mit der Grundschwingungsperiode
synchronisiert ist und ein Vielfaches bildet. Diese Technik hat sich insbesondere bei
Umrichtern höherer Leistung durchgesetzt [99].
4.1.2 Kontinuierliche Modulationsverfahren
Mit Ausnahme der in Absatz 5.1.1.1 erläuterten Methode beginnt und endet bei den
kontinuierlichen PWM-Verfahren für 3L-Umrichter die Schaltsequenz innerhalb einer
Trägerperiode mit einem inneren RZ. Diese Aussage gilt sowohl für zu bildende RZs
im inneren als auch im äußeren Hexagon des RZ-Diagramms [94]. Dies stellt einen
wichtigen Unterschied zu den gängigen 2L-PWM-Verfahren dar, bei denen eine Schalt-
sequenz innerhalb einer Trägerperiode immer mit einem Null-RZ im Ursprung des
RZ-Diagramms startet und aufhört. Da die inneren RZs bei der 3L-PWM somit die
Rolle des Null-RZs bei der 2L-PWM einnehmen, werden sie auch als äquivalente Null-
RZs bezeichnet [94]. Die verbleibenden Freiheitsgrade bestehen in der sequentiellen
Abfolge der Schaltzustände und der Positionierung der Schaltzeiten innerhalb der Trä-
gerperiode [67]. In diesem Punkt unterscheiden sich die kontinuierlichen Modulations-
verfahren. Ihre effektive Schaltfrequenz fs,eff beläuft sich mit der eingangs in Unterab-
schnitt 4.1.1 genannten Definition auf 1/2 der Trägerfrequenz fc, da jedes Ventil gemäß
Unterabschnitt 3.1.1 immer nur an der Hälfte aller Schalthandlungen innerhalb einer





In Bezug auf die trägerbasierte Umsetzung zeichnen sie sich dadurch aus, dass die
Modulationsfunktionen niemals für eine bestimmte Zeitdauer auf einem festen Wert
verharren, sondern fortlaufend ihre Werte verändern. Die wichtigsten drei Gruppen
der kontinuierlichen Verfahren werden im Folgenden näher vorgestellt.
4.1.2.1 Sinus-Dreieck-Pulsweitenmodulation (S-PWM)
Bei der reinen Sinus-Dreieck-Pulsweitenmodulation (S-PWM) besteht die Referenz-
spannung urefx,LN(t) ausschließlich aus der Sollspannung u
∗
x,LN(t), wobei die zugehörige
Modulationsfunktion bereits in Abbildung 4.1 gezeigt wurde. Es handelt sich somit um
das einfachste trägerbasierte Modulationsverfahren. Da die Modulationsfunktion nicht
die oberen und unteren Grenzen der Trägersignale überschreiten darf, ist der maximale
Modulationsgrad im linearen Aussteuerbereich auf Mmax = 1 beschränkt.
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Abb. 4.3: Modulationsfunktionen der 1/4-THI-PWM (links) und der 1/6-THI-PWM
(rechts) für einen Modulationsgrad von M = 0,9
4.1.2.2 S-PWM mit injizierter 3. Harmonischen
Um den linearen Aussteuerbereich zu erhöhen, kann zusätzlich zur sinusförmigen Soll-
spannung eine 3. Harmonische als Gleichtaktanteil, also phasengleich in allen drei
Phasen, injiziert werden [67]. Diese Vorgehensweise wird als Third Harmonic Injec-
tion (THI) bezeichnet. Sie sorgt dafür, dass das Maximum der Modulationsfunktion
bei gleichem Modulationsgrad abgesenkt wird, ohne dabei die Grundschwingung der
Ausgangsspannung zu verändern. Dabei gibt es zwei gängige Varianten, die sich in
der Amplitude der injizierten 3. Oberschwingung unterscheiden. Beträgt diese 1/4 der
Grundschwingungsamplitude, so ist ein maximaler Modulationsgrad von Mmax = 1,12




· sin (6pif1t+ φ) (4.9)
Zu Lasten etwas größerer Verzerrungen im Spektrum der Ausgangsspannung lässt sich
der Modulationsgrad durch Wahl der Oberschwingungsamplitude von 1/6 der Ampli-
tude der Grundschwingung theoretisch auf Mmax = 1,155 erhöhen [21]. Das Gleich-




· sin (6pif1t+ φ) (4.10)
Die resultierenden Modulationsfunktionen dieser als 1/4-THI-PWM bzw. 1/6-THI-
PWM bezeichneten Verfahren sind in Abbildung 4.3 dargestellt.
4.1.2.3 Raumzeigermodulation
Bei der RZM hat sich die Variante durchgesetzt, die Einschaltzeiten derjenigen RZs, die
sich mittig in der sequentiellen Abfolge innerhalb einer Abtastperiode befinden, auch
möglichst zeitlich mittig in die Abtastperiode zu platzieren, da sich dies als vorteilhaft
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Abb. 4.4: Modulationsfunktionen der 2L-RZM (links) und der 3L-RZM (rechts) für
einen Modulationsgrad von M = 0,9
bezüglich des Ausgangsspektrums erweist [67]. Die trägerbasierte Umsetzung der gän-
gigen RZM für 2L-Umrichter lässt sich generell auch auf den 3L-Umrichter übertragen.
Dies lässt sich durch folgenden Gleichtaktanteil ucm(t) realisieren [21]:
ucm(t) = −umax(t) + umin(t)
2
(4.11)




u∗a,LN(t) , u∗a,LN(t) ≥ u∗b,LN(t) ∧ u∗a,LN(t) ≥ u∗c,LN(t)
u∗b,LN(t) , u∗b,LN(t) ≥ u∗a,LN(t) ∧ u∗b,LN(t) ≥ u∗c,LN(t)
u∗c,LN(t) , u∗c,LN(t) ≥ u∗a,LN(t) ∧ u∗c,LN(t) ≥ u∗b,LN(t)
(4.12)




u∗a,LN(t) , u∗a,LN(t) ≤ u∗b,LN(t) ∧ u∗a,LN(t) ≤ u∗c,LN(t)
u∗b,LN(t) , u∗b,LN(t) ≤ u∗a,LN(t) ∧ u∗b,LN(t) ≤ u∗c,LN(t)
u∗c,LN(t) , u∗c,LN(t) ≤ u∗a,LN(t) ∧ u∗c,LN(t) ≤ u∗b,LN(t)
(4.13)
Die resultierende Modulationsfunktion der 2L-RZM ist in Abbildung 4.4 links darge-
stellt. Dabei sei nochmals angemerkt, dass die Bezeichnung des Verfahrens zwar vom
2L-Umrichter herrührt, jedoch die Übertragung auf den 3L-Umrichter darstellt.
Auch wenn die Übertragung der 2L-RZM auf den 3L-Umrichter generell möglich ist,
so ergibt sich dennoch ein Manko. Denn durch den Wechsel zwischen den beiden Trä-
gersignalen ergeben sich zusätzliche Schalthandlungen im Bereich der Nulldurchgänge
der Modulationsfunktion [100]. Aus diesem Grund gelingt es mit der 2L-RZM beim 3L-
Umrichter nicht in allen Fällen, die RZ in der sequentiellen Mitte einer Abtastperiode
auch zeitlich mittig in selbiger zu positionieren. Um die zusätzlichen Schalthandlungen
im Bereich der Nulldurchgänge der Modulationsfunktion zu vermeiden und das ge-
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wünschte Ziel auch für den 3L-Umrichter zu realisieren, wird die Modulationsfunktion
bei der trägerbasierten Umsetzung der 3L-RZM noch um einen zusätzlichen Gleich-







Die Funktionen u′max(t) und u′min(t) werden analog zu den Definitionen gemäß 4.12
und 4.13 aus einem Hilfssignal u∗′x,LN(t) generiert, das auf folgende Weise mit Hilfe
einer Modulo-Funktion vorgegeben wird [21]:
u∗′x,LN(t) =
[(












Im Gegensatz zu allen anderen bisher vorgestellten kontinuierlichen PWM-Verfahren
ändert die Modulationsfunktion der 3L-RZM, deren Verlauf in Abbildung 4.4 rechts
dargestellt ist, ihre Form mit dem Modulationsgrad. Dieser kann sowohl für die 2L-
RZM als auch für die 3L-RZM theoretisch einen maximalen Wert von Mmax = 1,155
im linearen Aussteuerbereich annehmen.
4.1.3 Diskontinuierliche Modulationsverfahren
Den diskontinuierlichen PWM-Verfahren (DPWM-Verfahren) liegt die Idee zu Grun-
de, anstelle der zwei redundanten Schaltzustände eines inneren Raumzeigers nur noch
einen zu verwenden [61]. Auf diese Weise ist es möglich, alle Sektoren des Raumzei-
gerdiagramms in bestimmte Bereiche zu unterteilen, in denen jeweils eine Phase zur
Realisierung eines Raumzeigers auf positivem oder negativem ZK-Potential gehalten
wird [67]. Das primäre Ziel ist dabei die Reduzierung von Schaltverlusten [21]. Denn
innerhalb einer Trägerperiode wird zum einen die Anzahl an Schalthandlungen um 1/3
reduziert. Zum anderen wird angestrebt, die Halteintervalle auf das Maximum des vor-
liegenden Stroms zu legen. Im Gegensatz zu den kontinuierlichen Verfahren fallen die
inneren RZs nicht mehr zwangsläufig auf den Anfang und das Ende einer Trägerperi-
ode. Je nach Verfahren treten bei der diskontinuierlichen PWM auch andere RZ-Typen
in Erscheinung, die die Rolle des äquivalenten Null-RZs einnehmen. Legt man das Bei-
spiel aus Abbildung 4.1 links zu Grunde, so würde für den inneren RZ 1 nur noch der
Schaltzustand (+00) verwendet werden. Es wird deutlich, dass somit in Phase a für die
Dauer der Trägerperiode keine Schalthandlung mehr stattfindet. Gemäß der Definition
aus Unterabschnitt 4.1.1 reduziert sich somit die effektive Schaltfrequenz fs,eff theo-
retisch um 1/3 im Vergleich zu den kontinuierlichen 3L-Modulationsverfahren, womit





Bei der trägerbasierten Umsetzung der diskontinuierlichen Verfahren wird jeweils in ei-
ner Phase das Referenzspannungssignal für eine bestimmte Zeitdauer konstant auf dem
positiven oder negativen ZK-Potential gehalten. Aufgrund der Symmetrieanforderun-
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Abb. 4.5: Modulationsfunktionen der 2L-120°-DPWM (links) und der 3L-120°-DPWM
(rechts) für einen Modulationsgrad von M = 0,9
gen an das Dreiphasensystem darf diese Zeitdauer insgesamt maximal ein Drittel der
Grundschwingungsperiode betragen [67]. Die verschiedenen diskontinuierlichen Verfah-
ren unterscheiden sich in der Aufteilung der Halteintervalle innerhalb der Grundschwin-
gungsperiode. Im Folgenden werden die drei wichtigsten Verfahren näher vorgestellt.
4.1.3.1 120°-diskontinuierliche Pulsweitenmodulation
Bei der vom zweistufigen Umrichter ausgehenden 2L-120°-DPWM wird das Referenz-
spannungssignal derjenigen Phase, in der die Sollspannung den höchsten positiven Wert
aufweist, für ein Intervall von 120° der Grundschwingungsperiode auf dem positiven
Wert der halben ZK-Spannung gehalten. Dies lässt sich mit folgendem Gleichtaktan-





Die resultierende Modulationsfunktion ist in Abbildung 4.5 links dargestellt.
Um genau wie bei der 3L-RZM die Schalthandlungen im Bereich der Nulldurchgänge zu
reduzieren und gleichzeitig die erzeugten Gleichtaktanteile in der Ausgangsspannung zu
minimieren, lässt sich ein geringfügiger Anteil des Halteintervalls abziehen, um diesen
auf die beiden Nulldurchgänge aufzuteilen [67]. Dort wird die Referenzspannung kurz-
zeitig auf dem Potential des Neutralpunktes festgehalten. Für die Realisierung werden
zunächst wieder die Schritte gemäß der Gleichungen 4.11 und 4.15 durchgeführt. Als
nächstes wird u′max(t) entsprechend der Definition 4.12 mit gestrichenen Größen aus
dem Hilfssignal u∗′x,LN(t) berechnet, um danach neben dem ersten Anteil ucm(t) des
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Abb. 4.6: Modulationsfunktionen der 2L-60°-DPWM (links) und der 3L-60°-DPWM
(rechts) für einen Modulationsgrad von M = 0,9
Genau wie bei der 3L-RZM ist die Form der Modulationsfunktion bei der 3L-120°-
DPWM, die in Abbildung 4.5 rechts dargestellt ist, abhängig vom Modulationsgrad.
Dieser kann sowohl bei der 2L- als auch bei der 3L-120°-DPWM einen maximalen Wert
von Mmax = 1,155 im linearen Aussteuerbereich annehmen.
4.1.3.2 60°-diskontinuierliche Pulsweitenmodulation
Im Gegensatz zur 120°-DPWM wird die Ventilbelastung bei der 60°-DPWM zwischen
dem oberen und unteren Teil des Umrichters symmetrisch verteilt, da die Gesamtdauer
des Halteintervalls gleichmäßig auf das obere und untere ZK-Potential aufgeteilt wird
[21]. Bei der vom zweistufigen Umrichter herrührenden 2L-60°-DPWM geschieht das
jeweils für das Referenzspannungssignal derjenigen Phase, in der die Sollspannung den
betragsmäßig höchsten Wert aufweist. Dabei wird die Referenzspannung entsprechend
dem Vorzeichen der Sollspannung für ein Intervall von 60° der Grundschwingungsperi-
ode auf positivem bzw. negativem ZK-Potential gehalten. Um dies trägerbasiert um-
zusetzen, wird zunächst eine Funktion |u|max (t) definiert, die den Verlauf der jeweils




∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣
u∗b,LN(t) ,
∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣
u∗c,LN(t) ,
∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ (4.19)
Die in Abbildung 4.6 links dargestellte Modulationsfunktion resultiert dann aus dem
folgenden Gleichtaktanteil [94]:
ucm(t) = sgn
(|u|max (t)) · UDC2 − |u|max (t) (4.20)
Um erneut die Anzahl der Schalthandlungen im Bereich der Nulldurchgänge zu re-
duzieren, besteht genau wie bei der 120°-DPWM die Möglichkeit, auf die 3L-Variante
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Abb. 4.7: Modulationsfunktion der 2L-30°-DPWM für einen Modulationsgrad von
M = 0,9
überzugehen. Dabei wird bei der 3L-60°-DPWM wieder ein geringer Anteil der Haltein-
tervalle darauf verwendet, das Referenzspannungssignal im Bereich der Nulldurchgänge
für kurze Zeit auf dem NP-Potential zu halten. Bei der trägerbasierten Umsetzung wer-
den zunächst wieder die Schritte gemäß der Gleichungen 4.11 und 4.15 durchgeführt,
um |u|′max (t) aus dem Hilfssignal u∗′x,LN(t) zu bestimmen. Die Definition von |u|′max (t)
kann jedoch nicht analog zu |u|max (t) erfolgen, da dies keine Eindeutigkeit gewährleis-
ten würde. Daher wird in dieser Arbeit die bislang in einigen Quellen, wie z.B. [21],




(∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′b,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′c,LN(t)∣∣)∨(∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗′b,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ∧∣∣u∗a,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗c,LN(t)∣∣)
u∗′b,LN(t) ,
(∣∣u∗′b,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗′b,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′c,LN(t)∣∣)∨(∣∣u∗′b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ∧∣∣u∗b,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗c,LN(t)∣∣)
u∗′c,LN(t) ,
(∣∣u∗′c,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗′c,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗′b,LN(t)∣∣)∨(∣∣u∗′c,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗′a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ∧∣∣u∗c,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ∧ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ > ∣∣u∗b,LN(t)∣∣)
(4.21)
Neben dem ersten Anteil ucm(t) des Gleichtaktsignals gemäß Gleichung 4.11 ergibt sich
der zweite Anteil u′cm(t) dann auf folgende Weise:
u′cm(t) = sgn
(|u|′max (t)) · UDC4 − |u|′max (t) (4.22)
Anhand von Abbildung 4.6 rechts, in der die resultierende Modulationsfunktion ab-
gebildet ist, wird deutlich, dass die Halteintervalle nun auf allen drei Spannungsle-
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veln stattfinden. Ebenso wie bei der 120°-DPWM lässt sich sowohl bei der 2L- als
auch bei der 3L-Variante im linearen Aussteuerbereich ein maximaler Modulations-
grad von Mmax = 1,155 einstellen. Dabei ist die Form der Modulationsfunktion bei der
3L-Variante wieder vom Modulationsgrad abhängig.
4.1.3.3 30°-diskontinuierliche Pulsweitenmodulation
Entsprechend seiner Namensgebung werden bei der 30°-DPWM pro Phase vier 30°-
Halteintervalle auf eine Grundschwingungsperiode verteilt, wobei es hierbei nur den
2L-Ansatz gibt [21]. Für die trägerbasierte Umsetzung wird zunächst eine Funkti-
on umed(t) definiert, die den Verlauf der Sollspannung derjenigen Phase beschreibt,




∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣∨∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣
u∗b,LN(t) ,
∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣∨∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣
u∗c,LN(t) ,
∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ≤ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣∨∣∣u∗a,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗c,LN(t)∣∣ ≥ ∣∣u∗b,LN(t)∣∣
(4.23)
Der Gleichtaktanteil der Referenzspannung wird dann durch folgende Vorschrift vor-
gegeben [21]:
ucm(t) = sgn
(|u|med (t)) · UDC2 − |u|med (t) (4.24)
Der Verlauf der resultierenden Modulationsfunktion der 2L-30°-DPWM, dessen Mo-
dulationsgrad im linearen Aussteuerbereich einen maximalen Wert von Mmax = 1,155
erreichen kann, ist in Abbildung 4.7 gezeigt.
4.1.4 Aspekte bei der praktischen Umsetzung
Die bisherigen Ausführungen innerhalb dieses Abschnittes beruhen auf einer idealen
Betrachtung. Dabei entsprechen die am Umrichterausgang erzeugten Spannungen ex-
akt den Verläufen gemäß Gleichung 4.2. Der am Umrichterausgang erzielte Istwert des
Modulationsgrades entspricht somit exakt seinem Referenzwert. In der Realität treten
jedoch Effekte auf, die den tatsächlich erzielten Verlauf der Ausgangsspannung verfäl-
schen und somit ein Abweichen von diesem linearen Verhalten nach sich ziehen. Diese
Effekte sind dem Umstand geschuldet, dass das Umrichtersystem und deren Bauele-
mente in der Realität keine idealen Eigenschaften aufweisen.
Die einflussreichsten Nichtlinearitäten werden zunächst in Absatz 4.1.4.1 beschrieben.
Dabei können speziell beim 3L-NPC-Umrichter Nichtlinearitäten auch aufgrund von
Unbalancen der NP-Spannung auftreten. Da der Aspekt der NP-Spannungsbalance
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in dieser Arbeit von zentraler Bedeutung ist, wird dieser in Absatz 4.1.4.3 gesondert
behandelt. Gleichtaktspannungen stellen zwar keine Nichtlinearitäten im beschriebenen
Sinne dar, können jedoch bei der praktischen Umsetzung ebenfalls spezielle Effekte nach
sich ziehen. Daher wird zuvor in Absatz 4.1.4.2 kurz auf Entstehung und Auswirkungen
von Gleichtaktspannungen eingegangen.
4.1.4.1 Nichtlinearitäten bei der Pulsgenerierung
Der Ursprungsort für die nichtlinearen Effekte, die sich durch Verzögerungen und Ver-
zerrungen der Ausgangsspannung äußern, sind zum einen der Modulator und zum
anderen der Umrichter [92]. Im Modulator können entweder unerwünschte Effekte, wie
z.B. durch Quantisierungsfehler, oder Effekte durch gezielte Maßnahmen, wie z.B. der
Berücksichtigung von Totzeiten und minimalen Pulsweiten, auftreten [92]. Letztere
sind wiederum der Nichtidealität der Ventile im Umrichter geschuldet. Diese benötigen
aufgrund der in Unterabschnitt 3.1.2 beschriebenen Kommutierungsvorgänge eine ge-
wisse Zeit, um vom sperrenden in den leitenden Zustand überzugehen und umgekehrt.
Um einen transienten Brückenkurzschluss durch Überlappungszeiten der Leitzustände
zu verhindern, sind beim Übergang zwischen den Schaltzuständen Totzeiten mit einer
minimalen Zeitdauer td,min einzuhalten [101]. Weiterhin darf eine minimale Pulswei-
te tmin nicht unterschritten werden, da sonst ein volles Aufsteuern der Ventile nicht
gewährleistet wird [102]. Zudem können sonst auch Frequenzen angeregt werden, die in
Verbindung mit dem Phänomen der Leitungsreflektionen bei Verwendung von schnell
schaltenden LHL-Ventilen, wie z.B. IGBTs, zu Überspannungen zwischen den Pha-
senausgängen führen können [103]. Unerwünschte Effekte seitens der Umrichterventile
kommen durch Spannungsabfälle an den Leistungshalbleitern, die ein Abheben bzw.
Absenken der Amplitude der Ausgangsspannungspulse bewirken sowie durch begrenzte
Flankensteilheiten und Schaltverzögerungen zustande [92]. Zudem haben Schwankun-
gen der ZK-Spannung, die wiederum vom Netz- und Lastverhalten abhängen, ebenfalls
einen negativen Einfluss [104].
Die stärksten Abweichungen vom linearen Verhalten werden im Wesentlichen durch
Einhaltung erforderlicher Totzeiten, durch Spannungsabfälle an den Leistungshalblei-
tern sowie durch Schwankungen der ZK-Spannung hervorgerufen [104]. Insbesondere
bei großen Modulationsgraden, wie es beim Netzpulsstromrichter der Fall ist, und bei
Verwendung diskontinuierlicher PWM-Verfahren treten jedoch auch die Effekte durch
minimale Pulsbreiten stärker in Erscheinung [102]. Abschließend sei hinzugefügt, dass
in der Vergangenheit zahlreiche Verfahren zur Kompensation der Nichtlinearitäten ent-
wickelt und vorgestellt wurden, um das System dem linearen Verhalten anzunähern.
So lassen sich z.B. die Effekte aufgrund von Totzeiten beim 2L-Umrichter durch deren
geschickte Platzierung minimieren [101], [105], [106], [107]. Bei Multi-Level-Umrichtern
besteht zudem die Möglichkeit, redundante Schaltzustände als zusätzliche Freiheitsgra-
de vorteilhaft auszunutzen [108], [109]. Auf weitere Ausführungen sei an dieser Stelle
verzichtet, da eine optimale Kompensation der genannten Effekte nicht das Ziel dieser
Arbeit ist.
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RZ-Typ SZ ucm/UDC
Null-RZ
+ + + 1/2
0 0 0 0
−−− −1/2
Innere RZs
++ 0 / 0 ++ / + 0 + 1/3
0 −− / − 0 − / −− 0 −1/3
+ 0 0 / 0 + 0 / 0 0 + 1/6
0 0 − / − 0 0 / 0 − 0 −1/6
Mittlere RZs alle 0
Äußere RZs + +− / −+ + / +−+ 1/6
+−− / −+− / −−+ −1/6
Tab. 4.1: Gleichtaktspannungen bei einem 3L-NPC-Umrichter in Abhängigkeit vom
Schaltzustand
4.1.4.2 Gleichtaktspannungen
Bei einem idealen sinusförmigen dreiphasigen Spannungssystem addieren sich die Lei-
ter-Null-Spannungen zu Null. Diese Aussage trifft bei den gepulsten Ausgangsspan-
nungen eines Umrichters im Idealfall jedoch nur für die Grundschwingung zu. Je nach
Schaltzustand des Umrichters kommt es zur Ausprägung einer Gleichtaktspannung, al-
so einer Differenzspannung zwischen dem Null- und dem Erdpotential [67]. Aufgrund
der steilen Spannungsflanken innerhalb der Gleichtaktspannung existieren hochfrequen-
te Anteile, die sich auf Generatorseite durch Bildung hochfrequenter Ströme infolge von
parasitären Kapazitäten negativ äußern können [21]. Ein besonderes Problem stellt
hierbei die Ausbildung von Lagerströmen im Generator dar, die die Lebensdauer der
Lager erheblich reduzieren können [67], [110].
Die Eliminierung bzw. Reduzierung von Gleichtaktspannungen muss also neben der
Reduzierung von Schaltverlusten und Oberschwingungsanteilen als ein weiteres Op-
timierungsziel der PWM-Verfahren genannt werden. Die Gleichtaktspannung ucm(t)






ua,LN(t) + ub,LN(t) + uc,LN(t)
]
(4.25)
Damit ergeben sich für einen 3L-NPC-Umrichter die in Tabelle 4.1 angegebenen Gleich-
taktspannungen je Schaltzustand. Es wird deutlich, dass durch die Wahl und die Ab-
folge der Schaltzustände eine Möglichkeit gegeben ist, um aktiv auf deren Ausprä-
gung Einfluss zu nehmen. Aus diesem Ansatz lassen sich unterschiedliche Verfahren
zur Reduzierung der Gleichtaktspannungen ableiten [111]. So würde beispielsweise ein
Modulationsverfahren, welches ausschließlich von den mittleren RZs sowie dem Null-
RZ 0 0 0 Gebrauch macht, keinerlei Gleichtaktspannungen verursachen. Es wird jedoch
deutlich, dass die Reduzierung der Gleichtaktspannung mit den Zielen von geringen
Schaltverlusten und geringen Oberschwingungsanteilen, die dem NTV-Prinzip oblie-
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iNP SZ RZ RZ-Typ
ia 0 +− / 0 −+ V8−→ / V11−→ Mittlere RZs
0 −− / 0 ++ V1−→ / V4−→ Innere RZs
−ia + 0 0 / − 0 0
ib + 0 − / − 0 + V7−→ / V10−→ Mittlere RZs
− 0 − / + 0 + V3−→ / V6−→ Innere RZs
−ib 0 + 0 / 0 − 0
ic −+ 0 / +− 0 V9−→ / V12−→ Mittlere RZs
++ 0 / −− 0 V2−→ / V5−→ Innere RZs
−ic 0 0 − / 0 0 +
Tab. 4.2: Zusammenhang zwischen den NP-Strömen und den Phasenströmen bei den
möglichen Schaltzuständen der mittleren und inneren Basis-RZs
gen, konkurriert. Da diese Ziele jedoch eine viel wichtigere Rolle einnehmen und neben
einer Modifikation der PWM-Verfahren auch andere konstruktionstechnische Möglich-
keiten zur Reduzierung von Lagerströmen existieren, wird dem Phänomen der Gleich-
taktspannungen in dieser Arbeit keine zentrale Bedeutung zukommen.
4.1.4.3 Ausbalancierung der Neutralpunktspannung
Um einerseits die Ventile und ZK-Kondensatoren vor zu hohen Spannungen zu schützen
und andererseits die Rückwirkungen auf die Ausgangsspannung gering zu halten, ist ei-
ne in bestimmten Grenzen ausbalancierte NP-Spannung unabdingbar. Die Spannungs-
balance wird beeinflusst, sobald auf Seiten des oberen und unteren ZK-Kondensators
eine unsymmetrische Energieabgabe oder -aufnahme stattfindet. Dieser Fall kann nur
dann eintreten, wenn ein NP-Strom iNP gemäß Notation aus Abbildung 3.1 fließt. Das
bedeutet, dass mindestens in einer Phase der SZ 0 geschaltet sein muss, wobei der Null-
RZ 0 0 0 von dieser Aussage ausgenommen ist. Somit haben lediglich die mittleren und
inneren Basis-RZs einen Einfluss auf die NP-Balance [59]. Anhand der sich ergeben-
den Schaltkonstellationen [87] lässt sich feststellen, dass der NP-Strom in Abhängigkeit
vom SZ immer den Wert eines Phasenstroms mit positivem oder negativem Vorzeichen
annimmt. Dieser Zusammenhang ist in Tabelle 4.2 dargestellt.
Es wird deutlich, dass die beiden redundanten Schaltzustände eines inneren Basis-
Raumzeigers jeweils gegenläufige NP-Ströme zur Folge haben. Im Unterschied dazu
führen die mittleren Basis-RZs immer nur zu NP-Strömen, die dem eines Phasenstroms
ohne Vorzeichenumkehr entsprechen. Bei idealer Betrachtung ist der über eine Grund-
schwingungsperiode gemittelte NP-Strom Null, so dass theoretisch eine automatische
Spannungsbalance stattfindet. In der Praxis kann jedoch jedes Abweichen vom idea-
len Verhalten, wie z.B. durch die bereits in Absatz 4.1.4.1 beschriebenen nichtlinearen
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Effekte sowie durch unsymmetrische und verzerrte Phasenströme oder auch dynami-
sche Laständerungen zu einem Abdriften des NP-Potentials führen [21]. Darin liegt
einer der größten technischen Nachteile des 3L-NPC-Umrichters [112]. Die mittleren
Basis-RZs erweisen sich dabei als größte Quelle für mögliche Unbalancen, da sie immer
nur jeweils eine Phase mit dem NP verbinden und somit das NP-Potential direkt den
Eigenschaften der Last bzw. des Netzes ausliefern [59]. Zusätzliche Maßnahmen zum
gezielten Einwirken auf die NP-Spannung sind daher unerlässlich.
Die Thematik der NP-Spannungsbalance war in der Vergangenheit Gegenstand zahl-
reicher Untersuchungen in Hinblick auf Modellierung und physikalische Grenzen [59],
[113], Einflüsse von Effekten in den Phasenströmen [114] und PWM-Verfahren [115],
[116], [117], [118], [119], [120], [121]. Unter Beibehaltung des in Unterabschnitt 4.1.1
erläuterten NTV-Prinzips besteht die einzige Möglichkeit zur Einflussnahme darin, die
Redundanz der Schaltzustände der inneren Basis-RZs auszunutzen [21]. Dies geschieht
auf Kosten von Abstrichen bei den mit dem PWM-Verfahren verbundenen Zielen mög-
lichst niedriger Schaltverluste und einem möglichst geringen Oberschwingungsgehalt,
um den Erfordernissen zur Erfüllung des konkurrierenden Ziels der Ausbalancierung
der NP-Spannung zu genügen [122]. Die Mehrzahl aller Verfahren, wie z.B. nach [115],
[116], [117], [118], basiert auf diesem Prinzip [59].
Dabei verringern sich die Möglichkeiten der Einflussnahme auf die NP-Spannungs-
balance mit steigendem Modulationsgrad, da sich der Anteil der inneren Basis-RZs an
den Schaltzeiten reduziert [59]. Während an der Bildung eines Raumzeigers in einem
inneren und mittleren Sektor noch jeweils 2 innere Basis-RZs beteiligt sind, wird zur
Bildung eines Raumzeigers in einem äußeren Sektor nur noch ein innerer Basis-RZ
herangezogen. In [59] wird gezeigt, dass es außerdem durch die Übergänge zwischen
den einzelnen 60°-Sektoren, in denen die an der Bildung eines Raumzeigers beteilig-
ten Basis-RZs wechseln, im NP-Strom und somit im NP-Potential zu niederfrequenten
Oszillationen mit der dreifachen Grundschwingungsfrequenz kommen kann. Der Be-
reich, in dem eine vollständige Unterdrückung möglich ist, bewegt sich zwischen einem
maximalen Modulationsgrad von M = 0,96 bei einem Leistungsfaktor von cosφ = 1
und einem maximalen Modulationsgrad von M = 0,58 bei einem Leistungsfaktor von
cosφ = 0 [59]. Oberhalb dieses Grenzbereiches verstärkt sich je nach Auslegung der
ZK-Kondensatoren die Amplitude dieser Oszillationen mit steigendem Modulations-
grad und sinkendem Leistungsfaktor [59]. In [113] wird diese Analyse auf ein Vollum-
richtersystem ausgeweitet und offengelegt, dass sich die niederfrequenten Oszillationen
besser unterdrücken lassen, da sich sowohl netzseitig als auch last- bzw. generatorseitig
die Möglichkeit zur Einflussnahme auf den NP-Strom bietet.
In [114] wird der Einfluss unsymmetrischer und oberschwingungsbehafteter Phasen-
ströme auf die NP-Spannungsbalance untersucht. Hinsichtlich der Unsymmetrien stellt
sich heraus, dass durch ein vorliegendes Gegensystem im Phasenstrom ebenfalls nie-
derfrequente Oszillationen entstehen. Bei oberschwingungsbehafteten Phasenströmen
ist dies auch der Fall, wobei sich die Oszillationen bei Harmonischen ungeradzahli-
ger Ordnung um den Gleichgewichtszustand des NP-Potentials ausbilden, während bei
Harmonischen geradzahliger Ordnung eine DC-Verschiebung des NP-Potentials erfolgt
[114]. Dabei kann es bei Harmonischen 2., 4. und 8. Ordnung je nach Modulationsgrad
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sogar zu Instabilität kommen, so dass sich die gesamte ZK-Spannung vollständig auf
einen ZK-Kondensator verlagert [114].
Verfahren zur Ausbalancierung der NP-Spannung unter Beibehaltung des NTV-Prin-
zips weisen also einerseits einige Nachteile und physikalische Grenzen auf, führen aber
andererseits nur in begrenzter Weise vom Erreichen der mit dem PWM-Verfahren ver-
bundenen Ziele weg. Es existieren ebenfalls Verfahren mit dem Hauptziel, die mit der
Ausbalancierung der NP-Spannung verbundenen Probleme möglichst vollständig zu lö-
sen [119], [120], [121]. Da sich diese Verfahren jedoch vom NTV-Prinzip lösen müssen,
sind wiederum größere Abstriche hinsichtlich anderer Optimierungsziele, wie z.B. der
Verzerrung und den Schaltverlusten, in Kauf zu nehmen. Zudem sind derartige Verfah-
ren meistens auf einen begrenzten Bereich von Modulationsgrad und Leistungsfaktor
zugeschnitten und somit nur für bestimmte Anwendungen sinnvoll.
4.2 Ansteuerverfahren für den fehlertoleranten
Umrichter
Die Ausführungen im vorangegangenen Absatz 4.1.4.3 haben den Konflikt zwischen
der Aufgabe der NP-Spannungsbalance beim klassischen 3L-NPC-Umrichter einerseits
und den konkurrierenden Optimierungszielen der Modulationsverfahren andererseits
verdeutlicht. Daraus geht unmittelbar hervor, dass eine zusätzliche Halbbrücke, die
mit der Aufgabe der NP-Spannungsbalance betraut ist, diesen Konflikt beseitigen wür-
de, so dass die Modulationsverfahren ausschließlich hinsichtlich ausgewählter Kriterien
optimiert werden können. Im folgenden Unterabschnitt 4.2.1 liegt der Schwerpunkt da-
her zunächst darin, eine geeignete Strategie für die Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke
im Normalbetrieb zu entwickeln. Weiterhin wird jedoch auch die Rolle der Basishalb-
brücken diskutiert. Anschließend wird in Unterabschnitt 4.2.2 auf Besonderheiten bei
der Ansteuerung des fehlertoleranten Umrichters im Notbetrieb eingegangen. Es sei an
dieser Stelle darauf hingewiesen, dass sich der Begriff Ansteuerung innerhalb dieses Ab-
schnittes lediglich auf den jeweiligen Betriebsmodus, also den Normalbetrieb oder den
Notbetrieb, bezieht, aber nicht die ansteuerungstechnischen Maßnahmen im Rahmen
des Rekonfigurationsvorganges nach Detektion eines Fehlers einschließt. Diese werden
in Kapitel 6 gesondert behandelt.
4.2.1 Ansteuerung im Normalbetrieb
Der Normalbetrieb des fehlertoleranten Umrichters ist durch einen intakten Zustand
aller beteiligten Komponenten und einer einwandfreien Funktionsfähigkeit des Systems
gekennzeichnet. Die resultierende Topologie unter Vernachlässigung aller ausschließ-
lich für Rekonfiguration und Notbetrieb relevanten Komponenten ist in Abbildung 4.8
dargestellt. Die Topologie lässt sich zum einen untergliedern in die Basishalbbrücken,
also die vom Standard-Umrichter herrührenden 3L-NPC-Halbbrücken, und zum ande-
ren in die zusätzliche 3L-FC-basierte Halbbrücke inklusive der beiden Hilfsventile S5
und S6. Für die Ansteuerung des Umrichters im Normalbetrieb wird zunächst die















































































































Abb. 4.8: Resultierende Topologie des fehlertoleranten Umrichters im Normalbetrieb
gesamte Zusatzhalbbrücke betrachtet, da sie aufgrund ihrer Funktion im Normalbe-
trieb die Basis für die Ansteuerung der 3L-NPC-Halbbrücken darstellt. Dabei wird
zunächst das Grundprinzip zur Bereitstellung eines ausbalancierten Ersatzpotentials
für die Neutralpunktspannung erläutert. Danach wird die Bedeutung des Stroms im
Ersatz-NP für die Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke geklärt und dargelegt, in wel-
cher Weise sie in Abhängigkeit von diesem Strom erfolgen kann. Anschließend wird die
Strategie für die Wahl der Umschaltzeitpunkte zwischen den Schaltzuständen der Zu-
satzhalbbrücke erläutert. Es sei an dieser Stelle bereits auf die Flussdiagramme in den
Abbildungen 4.11 und 4.12 hingewiesen, anhand derer das gesamte Ansteuerverfahren
der Zusatzhalbbrücke nachvollzogen werden kann. Zuletzt werden die Besonderheiten
bei der Ansteuerung der Basishalbbrücken im Vergleich zum klassischen Umrichter
dargelegt.
4.2.1.1 Grundprinzip zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke
Anhand von Abbildung 4.8 wird deutlich, dass das Potential am Ausgang einer jeden
Basishalbbrücke im mittleren Schaltzustand bei zunächst gesperrten Ventilen S5 und S6
auf das Potential am Ausgang der Zusatzhalbbrücke gezogen wird. Damit die Pulsmus-
tererzeugung in gleicher Weise wie beim klassischen 3L-NPC-Umrichter erfolgen kann,
kommt der Zusatzhalbbrücke somit die Aufgabe zu, ein dem NP-Potential gleichwer-
tiges Ersatzpotential bereitzustellen. Das Potential am Ausgang der Zusatzhalbbrücke
wird im Folgenden als Ersatz-Neutralpunkt (NPE) indiziert. Die verwendete Notation
für weitere Spannungen und Ströme, die im Folgenden verwendet werden, geht aus
Abbildung 4.9 hervor.
Eine klassische 3L-FC-Halbbrücke hat das Aussehen der hier verwendeten Zusatzhalb-
brücke ohne den Zweig mit den Clamping-Dioden D7 und D8 und weist außerdem keine
Verbindung zum eigentlichen NP auf [16]. Dementsprechend können dort, genau wie bei
der hier betrachteten fehlertoleranten Topologie mit gesperrten Ventilen S5 und S6, bei
idealer Betrachtung keine Spannungsunbalancen auftreten, da keine unsymmetrische
Energieentnahme zwischen den beiden ZK-Kondensatoren möglich ist.




















































































Abb. 4.9: Notation für die resultierende Topologie des fehlertoleranten Umrichters im
Normalbetrieb
Die Schaltzustände einer klassischen 3L-FC-Halbbrücke sind in Tabelle 4.3 dargestellt.
Im Vergleich mit Tabelle 3.2 wird deutlich, dass sich die Ventilansteuerung zum Schal-
ten von SZ + und SZ − gegenüber der klassischen 3L-NPC-Halbbrücke nicht unter-
scheidet. Der zentrale Unterschied liegt jedoch in der Realisierung von SZ 0. Bei der
3L-FC-Topologie lässt sich dieser entweder durch Schalten des ersten und dritten Ven-
tils (SZ 0+) oder durch Schalten des zweiten und vierten Ventils (SZ 0−) herstellen.
Diese Redundanz ist erforderlich, um je nach Vorzeichen des Phasenstroms die Span-
nung uFC über dem FC-Kondensator durch Laden oder Entladen desselbigen möglichst
konstant auf dem Wert der halben ZK-Spannung zu halten [16]. Auf diese Weise wird
das Ausgangspotential der 3L-FC-Halbbrücke annähernd konstant auf den Wert des
Neutralpunktpotentials ausbalanicert. Das gleiche Prinzip liegt der 3L-FC-basierten










=⇒ CFC entladen (4.27)
In Tabelle 4.4 ist dargestellt, mit Hilfe welchen Ventils der Zusatzhalbbrücke das geziel-
te Laden und Entladen des FC-Kondensators jeweils bewerkstelligt werden kann. Dabei
ist das zweite geschlossene Ventil des jeweiligen Schaltzustandes durch eine Klammer
gekennzeichnet, da es für den eigentlichen Lade- bzw. Entladevorgang nicht von Re-
levanz ist. Es wird deutlich, dass das Vorzeichen des Stroms iNPE bestimmt, welcher
SZ der Zusatzhalbbrücke zu einem Laden oder Entladen des FC-Kondensators führt.
Für einen gezielten Eingriff auf den Ladezustand des FC-Kondensators ist daher die
Kenntnis um das Vorzeichens dieses Stroms erforderlich.
Allerdings wäre die direkte Verwendung von iNPE als Entscheidungsträger für die Wahl
des zu stellenden Schaltzustandes in der Zusatzhalbbrücke nicht zweckmäßig, da dieser
Strom durch jeden Schaltvorgang in den Basishalbbrücken mehrmals je Trägerperi-
ode großen Änderungen inklusive Vorzeichenumkehr unterworfen wird. Dabei finden
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SZ ux,L0 (*) SFC,x1 SFC,x2 SFC,x3 SFC,x4
+ UDC
2
1 1 0 0
0+ 0 1 0 1 0
0− 0 1 0 1
− −UDC
2
0 0 1 1
Tab. 4.3: Schaltzustände für eine 3L-FC-Halbbrücke (* uDC1 = uDC2 = uFC = UDC2
vorausgesetzt)
Ziel iNPE iFC S1 S2 S3 S4 uNPE
CFC laden < 0 −iNPE 0 (1) 0 1 −UDC2 + uFC
> 0 iNPE 1 0 (1) 0 UDC2 − uFC
CFC entladen < 0 iNPE (1) 0 1 0 UDC2 − uFC
> 0 −iNPE 0 1 0 (1) −UDC2 + uFC
Tab. 4.4: Zum Laden und Entladen des FC-Kondensators erforderliche Ventilansteue-
rung in der Zusatzhalbbrücke
bei Anwendung eines kontinuierlichen PWM-Verfahrens 6 Änderungen und bei An-
wendung eines diskontinuierlichen Verfahrens 4 Änderungen je Trägerperiode statt. Es
muss daher der Durchschnittswert iNPE über der aktuellen Abtastperiode als Entschei-
dungsträger verwendet werden. Dieser kann aus dem aktuellen Tastverhältnis d0,x des
mittleren Schaltzustandes 0 in den jeweiligen Phasen x ∈ a, b, c gemäß Gleichung 4.7
mit Hilfe der Augenblickswerte der Phasenströme ix ermittelt werden [91]:
iNPE = dSZ0,a · ia + dSZ0,b · ib + dSZ0,c · ic (4.28)
Für die technische Umsetzung des bis zu diesem Punkt beschriebenen Verfahrens sind
also neben einem Sensor zur Messung der Spannung über dem FC-Kondensator auch
Sensoren zur Messung der umrichterseitigen Phasenströme erforderlich, die üblicher-
weise bereits vorgesehen sind.
Mit Hilfe von Tabelle 4.4 ist eindeutig vorgegeben, welcher Schaltzustand in Abhän-
gigkeit vom Ersatz-NP-Strom zum Laden und Entladen des FC-Kondensators gewählt
werden muss. Damit ist jedoch noch nicht die Frage nach der Häufigkeit und dem
geeigneten Zeitpunkt des Umschaltens beantwortet. Beides hat einerseits Einfluss auf
die Genauigkeit der Ersatz-NP-Spannung uNPE und somit auch auf die Verzerrung des
Ausgangsstroms sowie auf die Spannungsbelastung an den Ventilen. Andererseits wirkt
sich beides auf die Höhe der Leistungsverluste in den Ventilen der Zusatzhalbbrücke
aus. Wie sich zeigen wird, muss diese Frage vor dem Hintergrund des Einflusses des
Ersatz-NP-Stroms auf die Ansteuerung beantwortet werden. Dies geschieht im folgen-
den Absatz.





























































































Abb. 4.10: Potentialverschiebung durch gleichzeitiges Sperren aller Ventile in der
Zusatzhalbbrücke bei positivem (links) und negativem Ersatz-NP-Strom
(rechts)
4.2.1.2 Einfluss des NPE-Stroms auf die Ansteuerung
Der NPE-Strom ist insbesondere für zwei Aspekte von großer Bedeutung. Dies sind
zum einen die Verluste in den Ventilen der Zusatzhalbbrücke und zum anderen die
Gefahr von Überspannungen an den Ventilen der Basishalbbrücken.
Bei einem NPE-Strom von iNPE 6= 0 kommt es in Abhängigkeit von der Ausprä-
gung dieses Stroms und den Schaltzeitpunkten in der Zusatzhalbbrücke zu Schalt- und
Durchlassverlusten in den Ventilen. An dieser Stelle sei bereits vorgreifend auf die Ta-
bellen 4.5 und 4.6 verwiesen, die in Absatz 4.2.1.4 erläutert werden. Diese legen dar, an
welchen Ventilen zu welchen Zeiten in Abhängigkeit vom Vorzeichen des NPE-Stroms
Durchlass- und Schaltverluste bei Anwendung des in Absatz 4.2.1.4 dargestellten Ver-
fahrens zum Schalten bei iNPE 6= 0 auftreten. Nach Möglichkeit sollte nur bei iNPE = 0
geschaltet werden, damit es zu keinerlei Schaltverlusten in der Zusatzhalbbrücke kommt
und somit nicht die gewonnenen Vorteile durch Optimierung des Modulationsverfahrens
für die Basishalbbrücken an anderer Stelle egalisiert werden. Es sei jedoch betont, dass
dies lediglich eine gewünschte Eigenschaft, aber keine zwingend notwendige Forderung
darstellt.
Im Gegensatz dazu stellt die Gefahr von Überspannungen an den Ventilen der Basis-
halbbrücken bei iNPE 6= 0 eine Problematik dar, für die eine Lösung gefunden werden
muss. Sie entsteht durch die Notwendigkeit, Totzeiten beim Wechsel zwischen den bei-
den Schaltzuständen der Zusatzhalbbrücke einhalten zu müssen. Um dabei weder einen
Kurzschluss des FC-Kondensators, noch einen ganzen Brückenkurzschluss hervorzuru-
fen, müssen zunächst die beiden jeweiligen LHL-Ventile vollständig in ihren Sperr-
zustand übergegangen sein, bevor mit dem Aufsteuern der beiden komplementären
Ventile begonnen werden darf. Abbildung 4.10 verdeutlicht die Ursache für die Gefahr
der Überspannungen. Sofern vor dem Öffnen der Ventile ein positiver Ersatz-NP-Strom
geflossen ist, würde dieser für die Dauer der Totzeit durch die beiden unteren Freilauf-
dioden D3 und D4 weitergetrieben werden, wie auf der linken Seite dargestellt. Als
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Folge würde das NPE-Potential auf das negative ZK-Potential gezogen werden, so dass
zwischen dem oberen ZK-Potential und dem NPE-Potential die volle ZK-Spannung
anliegt. Je nach Schaltzustand des Umrichters kann dies dazu führen, dass Ventile
der Basishalbbrücken der vollen ZK-Spannung ausgesetzt werden und eine Zerstörung
erfolgen kann. Davon wäre beispielsweise jedes obere Ventil derjenigen Halbbrücke be-
troffen, in der SZ 0 geschaltet ist. Ein negativer Ersatz-NP-Strom würde durch die
beiden oberen Freilaufdioden D1 und D2 weitergetrieben werden, wodurch zwischen
dem NPE-Potential und dem unteren ZK-Potential die volle ZK-Spannung anliegen
würde, wie Abbildung 4.10 rechts veranschaulicht.
In den folgenden beiden Absätzen wird nun dargestellt, auf welche Weise der Umschalt-
vorgang in der Zusatzhalbbrücke bei iNPE = 0 erfolgen kann und wie er bei iNPE 6= 0
erfolgen muss.
4.2.1.3 Umschaltvorgang bei einem NPE-Strom von Null
Für einen NPE-Strom von iNPE = 0 gestaltet sich der Umschaltvorgang in der Zusatz-
halbbrücke als unproblematisch. Sobald ein Umschalten durch das in Absatz 4.2.1.1
beschriebene Verfahren angefordert wird, können die beiden geschlossenen Ventile des
vorliegenden Schaltzustandes gleichzeitig geöffnet werden. Für die darauf folgende Dau-
er einer Totzeit ist das Potential am Ersatz-NP schwebend. Es besteht jedoch nicht die
Gefahr von Überspannungen infolge eines Stromflusses im Freilaufpfad. Anschließend
können die beiden komplementären Ventile der Zusatzhalbbrücke gleichzeitig geschlos-
sen werden, so dass der aktuell geforderte Schaltzustand vorliegt. Während des gesam-
ten Vorganges bleiben die Hilfsventile S5 und S6 geöffnet, so dass keine unsymmetri-
sche Energieentnahme aus den beiden ZK-Kondensatoren möglich ist. Das Prozedere
zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke bei einem NPE-Strom von Null ist im unteren
Teil 1 des Flussdiagrammes zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke in Abbildung 4.11
dargestellt.
4.2.1.4 Umschaltvorgang bei einem NPE-Strom ungleich Null
Würde das im vorherigen Absatz 4.2.1.3 dargelegte Verfahren zum Wechsel des Schalt-
zustandes in der Zusatzhalbbrücke bei iNPE 6= 0 angewendet werden, so würde in
jeder Basishalbbrücke mit SZ 0 an einem der äußeren Ventile das in Absatz 4.2.1.2
beschriebene Phänomen der Überspannungen in Erscheinung treten. Daher ist eine
Modifikation des Verfahrens für diesen Fall zwingend erforderlich.
Die Ursache des Problems liegt darin, dass der Freilaufpfad des NPE-Stroms während
der Einhaltung der Totzeit beim Wechsel zwischen den beiden Schaltzuständen der Zu-
satzhalbbrücke zwangsläufig dafür sorgt, dass das NPE-Potential je nach Vorzeichen
des Stroms entweder auf positives oder auf negatives ZK-Potential gezogen wird. Dies
führt zu der Idee, dem Strom einen Freilaufpfad zu ermöglichen, bei dem das Potenti-
al des Ersatz-Neutralpunktes kurzzeitig für die Dauer einer Totzeit auf das Potential
des eigentlichen Neutralpunktes gezogen wird. Für diesen Zweck sind zwei antiseriell
angeordnete Hilfsventile S5 und S6 mit jeweils antiparalleler Freilaufdiode vorgesehen.
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Abb. 4.11: Teil 1 des Flussdiagrammes zur Verdeutlichung des Ansteuerverfahrens der
Zusatzhalbbrücke des fehlertoleranten Umrichters (Top. XVI-XVI) im Nor-
malbetrieb
Dabei ist im Normalbetrieb unbedingt darauf zu achten, dass die beiden Hilfsventile
nicht gleichzeitig geschlossen sind. Dies würde dazu führen, dass am FC-Kondensator
je nach aktuellem Schaltzustand der Zusatzhalbbrücke schlagartig die Spannung des
oberen oder unteren ZK-Kondensators anliegt. Eine sprungartige Änderung der Kon-
densatorspannung hätte kurzzeitige hohe Ströme zur Folge, die zu einer Zerstörung von
Bauteilen innerhalb des Umrichters führen könnten. Es muss also in Abhängigkeit vom
Vorzeichen des aktuellen NPE-Stroms entschieden werden, welches der beiden Hilfsven-
tile geschaltet wird. Der NPE-Strom ließe sich ebenfalls mit Hilfe der Augenblickswerte
der Phasenströme in Verbindung mit dem zu Beginn der Abtastperiode geschalteten SZ
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Abb. 4.12: Teil 2 des Flussdiagrammes zur Verdeutlichung des Ansteuerverfahrens der
Zusatzhalbbrücke des fehlertoleranten Umrichters (Top. XVI-XVI) im Nor-
malbetrieb
in den drei Basishalbbrücken ermitteln. Da jedoch aus Gründen, die in Absatz 4.2.1.5
deutlich werden, zur Messung des NPE-Stroms ein Stromsensor vorgesehen ist, wird
dieser verwendet.



















































































































Abb. 4.13: Umschaltvorgang in der Zusatzhalbbrücke bei einem positiven NPE-Strom
Das Verfahren zum Wechsel des Schaltzustandes während eines NPE-Stroms ungleich
Null geht auf [91] zurück und ist im zweiten Teil des Flussdiagramms in Abbildung 4.12
enthalten. Die Vorgehensweise sei beispielhaft für einen positiven NPE-Strom anhand
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SZ S1 D1 S2 D2 S3 D3 S4 D4 S5 D5 S6 D6 D7 D8
0+ • • •
0+ ↔ HZ ◦ ◦ (◦) (◦) ◦
HZ • •
HZ↔ 0− ◦ ◦ (◦) (◦)
0− • •
Tab. 4.5: Durchlassverluste (•) und Schaltverluste (◦) in der 3L-FC-basierten Zusatz-
halbbrücke inklusive Hilfsventilen bei iNPE > 0
SZ S1 D1 S2 D2 S3 D3 S4 D4 S5 D5 S6 D6 D7 D8
0+ • •
0+ ↔ HZ ◦ ◦ (◦) (◦)
HZ • •
HZ↔ 0− ◦ ◦ (◦) (◦) ◦
0− • • •
Tab. 4.6: Durchlassverluste (•) und Schaltverluste (◦) in der 3L-FC-basierten Zusatz-
halbbrücke inklusive Hilfsventilen bei iNPE < 0
von Abbildung 4.13 veranschaulicht und im Folgenden für einen Umschaltvorgang von
SZ 0+ auf SZ 0− beschrieben. Im SZ 0+ fließt der Strom bei positivem Vorzeichen auf-
grund der Erweiterung der FC-Halbbrücke um die Clamping-Dioden nicht nur durch
Diode D3, sondern auch durch Diode D8. Für den Übergang von SZ 0+ zu SZ 0−
wird zunächst das Ventil S3 geöffnet, welches keinen Strom trägt. Nach Ablauf einer
Totzeit wird im nächsten Schritt das Hilfsventil S5 geschlossen. Anschließend wird S1
als einziges stromführendes Ventil im SZ 0+ geöffnet, wodurch eine Kommutierung des
Stroms von Ventil S1 und den Dioden D3 und D8 auf das Ventil S5 und die Diode D6
stattfindet. Dem positiven NPE-Strom wird durch das geschlossene Hilfsventil S5 ein
Freilaufpfad über den NP und den FC-Kondensator geboten, so dass das Potential am
NPE kurzzeitig auf das Potential des NPs gezogen wird und somit keine Überspannun-
gen an den LHL-Ventilen der Basishalbbrücken entstehen können. Gleichzeitig sorgt
das geöffnete Hilfsventil S6 dafür, dass am FC-Kondensator nicht sprungartig für kurze
Zeit die Spannung uDC1 anliegt und somit kurzzeitig hohe Ströme entstehen können.
In diesem Hilfszustand (HZ) wird nach Ablauf einer Totzeit das Ventil S2 geschlossen
und das Ventil S5 geöffnet, wodurch der zweite Kommutierungsvorgang innerhalb des
Umschaltens eingeleitet wird, bei dem der Strom vom Ventil S5 und der Diode D6 auf
das Ventil S2 und die Diode D4 übergeht. Zuletzt wird das Ventil S4 eingeschaltet, um
den SZ 0− endgültig herzustellen.
In den Tabellen 4.5 und 4.6 sind die Durchlass- und Schaltverluste für die beiden Um-
schaltvorgänge bei positivem und negativem NPE-Strom zusammengefasst, die sich
beispielhaft anhand von Abbildung 4.13 nachvollziehen lassen. Dabei sind die Schalt-
verluste in den Hilfsventilen mit Klammern versehen, um zu verdeutlichen, dass sie im
Vergleich zu den Schaltverlusten in den weiteren Bauelementen der Zusatzhalbbrücke
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sehr gering sind. Dies ist dem Umstand geschuldet, dass unter Annahme einer ideal aus-
balancierten FC-Kondensatorspannung die Spannung über den Hilfsventilen und somit
die Schaltverluste jederzeit Null sind. In der Praxis wird es hier jedoch je nach Ge-
nauigkeit der Ausbalancierung immer Abweichungen geben, so dass auch geringfügige
Schaltverluste zu berücksichtigen sind.
4.2.1.5 Häufigkeit und Zeitpunkt der Umschaltvorgänge
In Absatz 4.2.1.1 wurde das Grundprinzip zur Bereitstellung eines ausbalancierten
NPE-Potentials beschrieben. In den Absätzen 4.2.1.3 und 4.2.1.4 wurde weiterhin dar-
gelegt, wie der Umschaltvorgang bei einem NPE-Strom von Null und ungleich Null
erfolgen kann. Damit ist jedoch noch nicht die Frage nach der Häufigkeit und dem ge-
eigneten Zeitpunkt des Umschaltens beantwortet. Dies soll im Folgenden geschehen.
Das Verfahren zur Bereitstellung eines ausbalancierten NPE-Potentials basiert auf ei-
ner gezielten Beeinflussung des Ladezustandes des FC-Kondensators mit Hilfe der bei-
den Schaltzustände der Zusatzhalbbrücke. Der Entscheidungsträger für die Wahl des
Schaltzustandes ist das Vorzeichen vom Durchschnittswert des NPE-Stroms über der
aktuellen Abtastperiode gemäß Formel 4.28. Um einen gezielten Lade- oder Entla-
devorgang herbeizuführen, muss der Umschaltvorgang daher gleich zu Beginn einer
Abtastperiode stattfinden. Mit einem verzögerten Umschaltvorgang nach Vollzug von
Schalthandlungen in den Ventilen der Basishalbbrücken wäre nicht mehr garantiert,
dass die gewünschte Wirkung erzielt wird. Denn der sich ergebende Durchschnittswert
des NPE-Stroms über der verbleibenden Abtastperiode könnte dann somit im Vergleich
zum Durchschnittswert über der gesamten Abtastperiode ein anderes Vorzeichen auf-
weisen.
Ein gezielter Eingriff ist zwar auch mit Hilfe eines verzögerten Umschaltvorganges
grundsätzlich denkbar. Allerdings würde dies einen äußerst komplexen Algorithmus
mit hohem Rechenaufwand erfordern. Denn neben den Tastverhältnissen müssten da-
für außerdem die vom verwendeten PWM-Verfahren abhängigen Schaltsequenzen und
Schaltzeiten der beteiligten RZs einbezogen werden, um zu Beginn einer Abtastperiode
Durchschnittswerte des NPE-Stroms vor und nach einem möglichen Umschaltvorgang
ermitteln zu können. Ein weiterer Nachteil bestünde darin, dass durch einen verzö-
gerten Umschaltvorgang die Dauer des gezielten Eingriffs auf den Ladezustand des
FC-Kondensators verkürzt ist. Aus diesen beiden Gründen wird die theoretische Über-
legung eines verzögerten Umschaltvorganges in dieser Arbeit nicht weiter verfolgt.
In Absatz 4.2.1.2 wurde bereits erläutert, dass der Umschaltvorgang vorzugsweise dann
stattfinden sollte, wenn der NPE-Strom Null ist. Denn während das Problem der Über-
spannungen an den Ventilen der Basishalbbrücken bei Vorliegen eines NPE-Stroms
durch die geschilderten Maßnahmen behoben werden konnte, sind zusätzliche Schalt-
verluste in der Zusatzhalbbrücke unvermeidlich. Diese stehen im Gegensatz zu den
Zielen, die durch eine optimierte Ansteuerung der Basishalbbrücken im Normalbetrieb
verfolgt werden. Ein NPE-Strom von Null ist genau dann gewährleistet, wenn sich
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entweder keine oder alle Basishalbbrücken im mittleren SZ 0 befinden. Ein Umschalt-
vorgang in der Zusatzhalbbrücke sollte also genau dann stattfinden, wenn ein Null-RZ
oder ein äußerer RZ vorliegt.
Allerdings kann die alleinige Anwendung dieser Bedingung zu Problemen führen. Sollte
nämlich während des Normalbetriebs ein KS-Fehler in einem gesperrten Ventil oder
ein LL-Fehler in einem geschlossenen Ventil der Basishalbbrücken auftreten, so kann
selbst bei einem Schaltzustand, der für einen intakten Umrichter einen NPE-Strom
von Null bedingt, ein Stromfluss auftreten. Erfolgt in der Zusatzhalbbrücke dann eine
Schalthandlung nach dem in Absatz 4.2.1.3 beschriebenen Prinzip, so kann es zu dem
vorher beschriebenen Phänomen der Überspannung an den Ventilen kommen. Sollte
dadurch in der Folge ein weiteres Ventil in einer anderen Halbbrücke zerstört werden,
so wäre ein Umschalten in den Notbetrieb nicht mehr möglich und der Hauptzweck des
fehlertoleranten Umrichters verloren. Ein Umschalten der Zusatzhalbbrücke bei einem
Ventilfehler in einer der Basishalbbrücken ist also zu verhindern.
Bei Auftreten von KS-Fehlern können die gängigen Fehlerdetektionsverfahren auf Basis
von Überstromerkennung gemäß Unterabschnitt 6.2.1 in Verbindung mit einem Sper-
ren aller Ventile, inklusive der Ventile der Zusatzhalbbrücke, gewährleisten, dass keine
Folgeschäden am Umrichter eintreten. Bei LL-Fehlern kann jedoch keine ausreichend
kurze Detektionszeit vorausgesetzt werden, wie Unterabschnitt 6.2.1 darlegt. Daher
wird in dieser Arbeit noch eine weitere Bedingung für den Umschaltvorgang ergänzt.
Sofern ein Null-RZ oder ein äußerer RZ vorliegt, wird zusätzlich über einen Sensor
zur Messung des NPE-Stroms geprüft, ob dieser tatsächlich Null ist. Sollte dies nicht
der Fall sein, so ist von einem Defekt in einem der LHL-Ventile der Basishalbbrücken
auszugehen und es greift die Fehlerdetektion gemäß Unterabschnitt 6.2.1. Die Verwen-
dung eines Schätzers oder Beobachters für den NPE-Strom wird zum Abprüfen dieser
Bedingung als nicht praktikabel angesehen. Denn ein defektes Ventil würde sich der
Kenntnis eines Schätzers, z.B. auf Basis der gemessenen Phasenströme und der Schalt-
zustände, entziehen. Ein Beobachter könnte hingegen aufgrund der erforderlichen Zeit
zur Nachführung des NPE-Stroms als Zustandsgröße mit Hilfe anderer Messgrößen,
wie z.B. der FC-Kondensatorspannung, nicht gleich zu Beginn der Abtastperiode ein
defektes Ventil feststellen.
Auf die Möglichkeit, auch dann zu schalten, wenn kein Null-RZ oder äußerer RZ vor-
liegt, kann nicht gänzlich verzichtet werden. So ist es denkbar, dass gültige Umschalt-
zeitpunkte nur selten oder gar nicht auftreten, so dass die Spannungsschwankungen
am Ersatz-NP über die erlaubten Grenzen hinausgehen oder die Spannungsbalance
sogar instabil wird, so dass der FC-Kondensator vollständig entladen wird oder auf
volle ZK-Spannung aufgeladen wird. In [91] wird als Alternative vorgeschlagen, die
mittleren Schaltzustände in den Basishalbbrücken während eines erforderlichen Um-
schaltvorganges auszusetzen, um einen NPE-Strom zu verhindern. Diese Möglichkeit
wird hier jedoch nicht in Erwägung gezogen, da Einschränkungen auf die Ansteuerung
der Basishalbbrücken die Folge wären, die den zu erreichenden Zielen entgegenste-
hen. Es wird daher das in Absatz 4.2.1.4 beschriebene Verfahren zum Umschalten bei
einem NPE-Strom ungleich Null empfohlen. Um zu garantieren, dass die Ersatz-NP-
Spannung innerhalb vorgegebener Grenzen ausbalanciert wird, wird in dieser Arbeit













Solange sich die FC-Spannung innerhalb dieser vorgegebenen Grenzen befindet, wird
ausschließlich dann geschaltet, wenn ein Null-RZ oder ein äußerer RZ vorliegt, um
Schaltverluste in der Zusatzhalbbrücke zu vermeiden. Außerhalb dieser tolerierbaren
Grenzen wird ein Umschaltvorgang trotz Vorliegens eines NPE-Stroms erzwungen.
Hierbei ist ein weiterer Aspekt zu beachten, der die Ausbalancierung der tatsächli-
chen NP-Spannung betrifft. Durch das Schließen eines der beiden Hilfsventile S5 oder
S6 im Rahmen des Umschaltvorganges bei einem NPE-Strom ungleich Null kommt
es kurzzeitig zu einer unsymmetrischen Energieentnahme aus den ZK-Kondensatoren.
Diese ist zwar für die Dauer eines Umschaltvorganges sehr gering. Jedoch ist nicht
zwangsläufig sichergestellt, dass die Summe aller Schalthandlungen mit der Zeit nicht
zu einer unsymmetrischen Aufteilung der ZK-Spannung auf die ZK-Kondensatoren
führt. Aus diesem Grund wird noch geprüft, ob der aktuelle Istwert des NPE-Stroms
geeignet ist, der aktuell vorliegenden geringfügigen Unsymmetrie des Ladezustandes
der ZK-Kondensatoren entgegenzuwirken. An dieser Stelle sind auch eine Reihe von
Modifikationen denkbar, um eine ausreichende, aber weniger strikte Spannungsbalance
der ZK-Kondensatoren zu ermöglichen, wie z.B. ebenfalls die Verwendung eines Tole-
ranzbandes.
Das gesamte Verfahren zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke ist in den Flussdiagram-
men in den Abbildungen 4.11 und 4.12 zusammengefasst.
4.2.1.6 Ansteuerung der Basishalbbrücken
Der einzige Unterschied zwischen der Ansteuerung der Basishalbbrücken des fehlertole-
ranten Umrichters im Normalbetrieb und der des Standard-Umrichters besteht darin,
dass der Aspekt der NP-Spannungsbalance nicht berücksichtigt werden muss. Denn
allein durch die Zusatzhalbbrücke wird bereits ein ausbalanciertes Ersatz-Potential be-
reitgestellt, wie in den vorherigen Absätzen ausführlich dargestellt wurde. Das bedeutet
in erster Linie, dass keine Modifikationen am bestehenden Modulationsverfahren zur
Ausbalancierung der NP-Spannung erforderlich sind.
Darüber hinaus werden aber sogar neue Möglichkeiten für die Ansteuerung eröffnet. So
ist es möglich, PWM-Verfahren zu entwickeln und zur Anwendung kommen zu lassen,
die für den Einsatz im klassischen 3L-NPC-Umrichter aufgrund des hohen Ausmaßes
bedingter Schwankungen des NP-Potentials nicht denkbar wären. Ein neu entwickel-
tes PWM-Verfahren, das diesen Hinzugewinn an Freiheitsgraden zur Reduzierung der
Halbleiterverluste ausnutzt, wird in [123] vorgestellt. Da je nach Anwendungsfall und
Optimierungsziel weitere Ansätze zur Modulation eines Umrichters der vorliegenden
Topologie denkbar sind, besteht an dieser Stelle noch Forschungsbedarf. Weiterführen-
de Untersuchungen im Hinblick auf diese Thematik würden jedoch den Rahmen dieser
Arbeit übersteigen und werden daher nicht durchgeführt.



















































































Abb. 4.14: Resultierende Topologie des fehlertoleranten Umrichters im Notbetrieb nach
Fehler in der zur Phase a zugehörigen Halbbrücke
4.2.2 Ansteuerung im Notbetrieb
Als Notbetrieb wird in dieser Arbeit der Betriebsmodus des fehlertoleranten Umrichters
bezeichnet, bei dem nach erfolgter Fehlerdetektion und Durchführung des Rekonfigu-
rationsvorganges im Zuge eines Fehlerfalls in einem der LHL-Ventile der Betrieb durch
eine veränderte Ansteuerung aufrechterhalten wird. In den folgenden Absätzen wird
die Ansteuerung im Notbetrieb in Abhängigkeit vom Auftrittsort des defekten Ventils
erläutert.
4.2.2.1 Ansteuerung bei Fehlerfall in Zusatzhalbbrücke
Die resultierende Topologie nach erfolgter Rekonfiguration infolge eines KS- oder LL-
Fehlers in einem der Ventile der 3L-FC-basierten Halbbrücke inklusive der Hilfsventile
gleicht derer eines klassischen 3L-NPC-Umrichters. Die verbleibenden intakten Venti-
le der 3L-FC-basierten Halbbrücke sind in diesem Betriebszustand gesperrt. Bei den
Schaltern gemäß Abbildung 3.26 befindet sich R1 im geöffneten und R2 im geschlosse-
nen Zustand, wie in Kapitel 6 näher ausgeführt wird. Die Ansteuerung kann dement-
sprechend analog zu der des klassischen Umrichters vorgenommen werden, bei der
die Ausbalancierung der NP-Spannung mit Hilfe des Modulationsverfahrens erfolgen
muss.
4.2.2.2 Ansteuerung bei Fehlerfall in Basishalbbrücke
Die resultierende Topologie nach erfolgter Rekonfiguration infolge eines KS- oder LL-
Fehlers in einem Ventil der drei 3L-NPC-Halbbrücken ist in Abbildung 4.14 dargestellt,
wobei hier beispielhaft die 3L-NPC-Halbbrücke von Phase a durch die 3L-FC-basierte
Halbbrücke substituiert wurde. In diesem Betriebsmodus sind die verbleibenden drei
intakten Ventile der vom Fehler betroffenen 3L-NPC-Halbbrücke gesperrt. Der Schal-
ter R1 ist wiederum geöffnet und der Schalter R2 geschlossen. Der einzige Unterschied
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SZ ix ux,L0 S1 S2 S3 S4
+ ≥ 0, < 0 UDC
2
1 1 0 0
0+ ≥ 0 0 0 1 0 0
0− < 0 0 0 0 1 0
− ≥ 0, < 0 −UDC
2
0 0 1 1
Tab. 4.7: Schaltzustände der FC-basierten Zusatzhalbbrücke im Notbetrieb in Abhän-
gigkeit vom zugehörigen Phasenstrom
im Vergleich zur klassischen 3L-NPC-Topologie besteht nun darin, dass sich in einer der
drei Halbbrücken ein Kondensator im Clamping-Zweig befindet. Dieser Kondensator
trägt für den Notbetrieb keinerlei Nutzen. Er verhindert jedoch, dass die Halbbrücke in
gleicher Weise wie die anderen beiden 3L-NPC-Halbbrücken angesteuert werden kann,
da ein Kurzschließen des Kondensators verhindert werden muss. Dieser würde beim
Schließen der Ventile S2 und S3 zum Realisieren des mittleren Schaltzustandes erfol-
gen. Um diesen Kurzschluss zu verhindern, wird die Ansteuerung gemäß Tabelle 4.7
modifiziert. In Abhängigkeit vom Vorzeichen des zur Halbbrücke gehörigen Phasen-
stroms wird entweder nur Ventil S2 oder nur Ventil S3 geschlossen [91]. Hierbei ist
kein zusätzlicher Stromsensor erforderlich, da Sensoren zur Erfassung der Phasenströ-
me bereits vorgesehen sind. Es ist darauf hinzuweisen, dass auch hier die erforderliche
Totzeit beim Wechsel zwischen den beiden mittleren Ventilen eingehalten werden muss,
um ein vollständiges Öffnen und Schließen der Ventile zu gewährleisten und somit einen
Kurzschluss des Kondensators zu vermeiden. Mit Ausnahme des durch den Kondensa-
tor herrührenden Unterschieds erfolgt die Ansteuerung ansonsten in gleicher Weise wie
beim klassischen 3L-NPC-Umrichter.
4.3 Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurde untersucht und dargelegt, in welcher Weise die Ansteuerung
der in Kapitel 3 herausgearbeiteten fehlertoleranten Umrichtertopologie (Top. XVI-
XVI) erfolgen kann. Dazu wurden zunächst die erforderlichen Grundlagen über Mo-
dulationsverfahren des klassischen 3L-NPC-Umrichters gelegt und dabei insbesondere
die Thematik der Balance der Neutralpunktspannung näher beleuchtet. Anschließend
wurde analysiert und erläutert, wie die Ansteuerung des fehlertoleranten Umrichters
sowohl im Normalbetrieb als auch im Notbetrieb vorgenommen werden kann.
Im Folgenden werden die wichtigsten Erkenntnisse aus den Untersuchungen zusammen-
gefasst. Dabei werden zunächst diejenigen aufgelistet, die sich auf den Normalbetrieb
des fehlertoleranten Umrichters beziehen:
− Das von den Basishalbbrücken im mittleren Schaltzustand abgegriffene Potential
ist im Unterschied zum klassischen 3L-NPC-Umrichter nicht das Neutralpunkt-
Potential, sondern entspricht dem von der Zusatzhalbbrücke erzeugten Ausgangs-
potential. Es wird daher als Ersatz-Neutralpunkt (NPE) bezeichnet. Die Aufgabe
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der Zusatzhalbbrücke besteht im Normalbetrieb darin, ein möglichst exakt aus-
balanciertes NPE-Potential bereitzustellen.
− Das Prinzip zur Ausbalancierung des NPE-Potentials rührt von der Realisierung
des mittleren Schaltzustandes einer 3L-FC-Halbbrücke her. Es geschieht durch
gezieltes Schalten des ersten und dritten sowie des zweiten und vierten Ventils
der Zusatzhalbbrücke. Auf diese Weise wird in Abhängigkeit vom Vorzeichen des
NPE-Stroms der FC-Kondensator gezielt geladen oder entladen und somit das
NPE-Potential erhöht oder gesenkt.
− Da sich der NPE-Strom jedoch mit jeder Schalthandlung in den Basishalbbrücken
ändert, muss sein Durchschnittswert über der Abtastperiode als Entscheidungs-
träger über die Wahl des zu stellenden Schaltzustandes in der Zusatzhalbbrücke
verwendet werden. Er kann aus den Tastverhältnissen des mittleren Schaltzustan-
des in den drei Phasen und den Augenblickswerten der Phasenströme berechnet
werden.
− Aufgrund der Verwendung des Durchschnittswertes des NPE-Stroms über einer
Abtastperiode als Entscheidungsträger über die Wahl des zu stellenden Schaltzu-
standes muss der Umschaltvorgang gleich zu Beginn der Abtastperiode erfolgen,
um eine gezielte Lade- oder Entladehandlung herbeiführen zu können. Ein verzö-
gerter Umschaltvorgang ist zwar grundsätzlich denkbar, wird aber aus Gründen
der Umsetzbarkeit und einer reduzierten Wirkung auf die Spannungsbalance nicht
empfohlen.
− Ein Umschaltvorgang sollte vorrangig bei einem NPE-Strom von Null erfolgen,
um zusätzliche Schaltverluste in der Zusatzhalbbrücke zu vermeiden. Dies ist
genau dann der Fall, wenn zu Beginn einer Abtastperiode entweder ein Null-
Raumzeiger oder ein äußerer Raumzeiger bei der Ansteuerung der Basishalb-
brücken vorliegt.
− Es ist zusätzlich mit Hilfe eines Stromsensors zu prüfen, ob der aktuelle Istwert
des NPE-Stroms zu Beginn der Abtastperiode tatsächlich Null ist, um im Falle
eines Ventilfehlers in einer der Basishalbbrücken Folgeschäden zu vermeiden, die
einen Notbetrieb unmöglich machen würden. Die Verwendung eines Schätzers
oder Beobachters für den NPE-Strom zur Einsparung des Stromsensors wird zur
Abprüfung dieser Bedingung als nicht praktikabel erachtet.
− Je nach Modulationsgrad und Modulationsverfahren ist es möglich, dass die Be-
dingung eines NPE-Stroms von Null nur selten oder gar nicht erfüllt ist. Um den-
noch eine Ausbalancierung des NPE-Potentials innerhalb vorgegebener Grenzen
sicherzustellen, wird empfohlen, anhand eines Toleranzbandes für die Spannung
des FC-Kondensators zu entscheiden, ob ein Umschaltvorgang trotzdem erfolgen
muss.
− Das Prozedere bei der Realisierung eines Umschaltvorganges bei Vorliegen ei-
nes NPE-Stroms erfordert zusätzliche Maßnahmen, um Überspannungen an den
Ventilen der Basishalbbrücken während der Einhaltung der Totzeiten in der Zu-
satzhalbbrücke zu vermeiden. Hier kommen Hilfsventile zum Einsatz, um den
Freilaufpfad des NPE-Stroms gezielt zu ändern.
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− Bei einer Durchführung der Umschaltvorgänge bei Vorliegen eines NPE-Stroms
ist sicherzustellen, dass das Schalten der Hilfsventile nicht zu einer unsymmetri-
schen Aufteilung der ZK-Spannung über den ZK-Kondensatoren kommt.
− Das gesamte Verfahren zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke geht aus dem
Flussdiagramm der Abbildungen 4.11 und 4.12 hervor.
− Im Vergleich zur Ansteuerung des klassischen 3L-NPC-Umrichters besteht die
einzige Veränderung in der Ansteuerung der Basishalbbrücken darin, dass keine
Maßnahmen zur Ausbalancierung der NP-Spannung ergriffen werden müssen.
Dadurch werden neue Möglichkeiten zur Optimierung der Ansteuerungsverfahren
der Basishalbbrücken eröffnet, die jedoch im Rahmen dieser Arbeit nicht näher
betrachtet werden.
In Bezug auf den Notbetrieb des fehlertoleranten Umrichters lassen sich folgende Er-
kenntnisse zusammenfassen:
− Hinsichtlich der Ansteuerung im Notbetrieb ist erstens zwischen dem KS- oder
LL-Fehlerfall in einem Ventil der Zusatzhalbbrücke inklusive der beiden Hilfsven-
tile und zweitens dem KS- oder LL-Fehlerfall in einem Ventil der drei klassischen
3L-NPC-Halbbrücken zu unterscheiden.
− Im erstgenannten Fall ergibt sich als resultierende Topologie ein klassischer 3L-
NPC-Umrichter, der ohne Modifikation wie ein solcher angesteuert werden kann.
− Im zweiten Fall befindet sich in der resultierenden Topologie ein Kondensator im
Clamping-Pfad einer Halbbrücke, der keinerlei Nutzen für den Notbetrieb trägt.
Die Ansteuerung muss in der Weise modifiziert werden, dass ein Kurzschluss des
Kondensators im mittleren Schaltzustand verhindert wird. Dazu wird immer nur
eines der beiden inneren Ventile in Abhängigkeit vom Phasenstrom geschaltet,
wobei die erforderlichen Totzeiten einzuhalten sind.
In diesem Kapitel wurde mit der Entwicklung einer Strategie zur Ansteuerung des
fehlertoleranten Umrichters (Top. XVI-XVI) die Grundlage gelegt, um im Weiteren
den Nutzen der Zusatzhalbbrücke für den Normalbetrieb im Allgemeinen und unter den
gegebenen Randbedingungen vor dem Hintergrund des Anwendungsfalls im Speziellen
zu analysieren. Dies soll im folgenden Kapitel geschehen.
5 Untersuchung der Ansteuerung der
Zusatzhalbbrücke
In Kapitel 3 wurde die Topologie mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke (Top. XVI-
XVI) als eine von zweien herausgearbeitet, die im Hinblick auf ihre fehlertoleranten
Eigenschaften für den Einsatz in WEAs unter den gegebenen Randbedingungen am
geeignetsten erscheint. Die Möglichkeit zur Balancierung der NP-Spannung mit Hil-
fe der Zusatzhalbbrücke stellt zudem Vorteile für den Normalbetrieb in Aussicht. Im
vorangegangenen Kapitel 4 wurde unter anderem untersucht und dargelegt, in wel-
cher Weise die Ansteuerung der Ventile im Normalbetrieb erfolgen kann. Dabei lag
der Schwerpunkt darin, ein geeignetes Ansteuerverfahren für die Zusatzhalbbrücke zu
entwickeln. In diesem Kapitel soll nun diese Ansteuerung näher untersucht werden
und insbesondere der tatsächliche Nutzen der Zusatzhalbbrücke für den Normalbetrieb
geklärt werden. Die Untersuchungen erfolgen in Theorie, Simulation und Praxis.
In Abschnitt 5.1 wird zunächst die Bedeutung von Modulationsverfahren, Modulati-
onsgrad und Abtastmethode für die Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke in allgemeiner
Form zunächst theoretisch analysiert und danach mit Hilfe von Messergebnissen vali-
diert. Danach werden in Abschnitt 5.2 Messergebnisse hinsichtlich der Ausbalancierung
der Ersatz-Neutralpunktspannung präsentiert. Im Anschluss wird in Abschnitt 5.3 der
Aufwand für die technische Umsetzung beleuchtet. Das Ziel des Abschnittes 5.4 besteht
dann darin, den Nutzen der Zusatzhalbbrücke unter Berücksichtigung der Randbedin-
gungen des vorliegenden Anwendungsfalls einer WEA zu klären. Zum Ende des Kapitels
fasst Abschnitt 5.5 die wichtigsten Erkenntnisse zusammen.
5.1 Einfluss von Modulationsverfahren,
Modulationsgrad und Abtastung
In Absatz 4.2.1.1 wurde dargelegt, dass das Vorzeichen vom Durchschnittswert des
NPE-Stroms über der aktuellen Abtastperiode als Entscheidungsträger für die Wahl
des Schaltzustandes in der Zusatzhalbbrücke fungiert, um eine gezielte Beeinflussung
des Ladezustandes des FC-Kondensators herbeizuführen. In Absatz 4.2.1.5 wurde er-
läutert, aus welchen Gründen ein Umschaltvorgang in der Zusatzhalbbrücke unbedingt
gleich zu Beginn einer Abtastperiode erfolgen muss. Weiterhin wurde in Absatz 4.2.1.5
deutlich gemacht, dass ein Umschaltvorgang möglichst bei einem NPE-Strom von Null
stattfinden sollte, damit keine Schaltverluste in der Zusatzhalbbrücke entstehen und
die erhofften Vorteile der Topologie nicht durch Nachteile an dieser Stelle egalisiert
werden. Die Erfüllung dieser Forderung ist abhängig vom geschalteten RZ-Typ in den
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Basishalbbrücken und somit vom Modulationsverfahren, Modulationsgrad und der Ab-
tastmethode. Im nachfolgenden Unterabschnit 5.1.1 wird dies deutlich gemacht und die
Bedeutung dieser Abhängigkeit auf theoretischer Ebene untersucht, um anschließend
im Unterabschnitt 5.1.2 die gewonnenen Erkenntnisse durch experimentelle Untersu-
chungen zu validieren.
5.1.1 Theoretische Analyse
Die Forderung nach einem NPE-Strom von Null ist genau dann erfüllt, wenn sich ent-
weder keine oder alle Basishalbbrücken im mittleren SZ 0 befinden. Dies ist genau
dann der Fall, wenn entweder ein Null-RZ oder ein äußerer RZ vorliegt. Ob ein derarti-
ger Basis-RZ zu Beginn einer Abtastperiode vorliegt, hängt vom Typ der verwendeten
Basis-RZs innerhalb einer Trägerperiode, deren sequentieller Abfolge und deren Plat-
zierung innerhalb der Trägerperiode ab. Bei Verwendung des NTV-Prinzips sind gemäß
der Ausführungen in Unterabschnitt 4.1.1 immer diejenigen Basis-RZs an der Bildung
eines RZs beteiligt, die den dreieckförmigen Subsektor aufspannen, in denen sich der
RZ befindet. Somit ist der Typ der dafür verwendeten Basis-RZs insbesondere vom
Modulationsgrad, aber auch vom Winkel des zu bildenden RZs abhängig. Die sequen-
tielle Abfolge und die Platzierung der Basis-RZs innerhalb der Trägerperiode wird
maßgeblich durch die Art des verwendeten PWM-Verfahrens bestimmt. Weiterhin ent-
scheidet die Art der Abtastmethode darüber, wie viele Abtastperioden sich innerhalb
einer Trägerperiode befinden. Beim SRS gemäß Abbildung 4.2 oben ist die Abtast-
periode mit der Trägerperiode gleichzusetzen. Bei der für das ARS gängigen Methode
der Abtastung in der Mitte der Trägerperiode gemäß Abbildung 4.2 unten teilt sich die
Trägerperiode in zwei Abtastperioden auf. Somit ist hierbei nicht nur der Basis-RZ zu
Beginn der Trägerperiode, sondern auch in der Mitte der Trägerperiode entscheidend.
Der Typ des Basis-RZs in der Mitte der Trägerperiode wird wiederum in erster Linie
durch das verwendete PWM-Verfahren bestimmt.
Um diese Aussagen im Detail zu hinterfragen, werden die kontinuierlichen und dis-
kontinuierlichen Verfahren im Folgenden separat behandelt. Abbildung 5.1 gibt eine
Aufteilung und Bezeichnung der Sektoren und Subsektoren des Raumzeigerdiagramms
vor, um die nachfolgenden Sachverhalte verständlicher und anschaulicher ausführen
zu können. Weiterhin geht die Bedeutung charakteristischer Werte des Modulations-
grades und die Aufteilung der Halteintervalle für die verschiedenen diskontinuierlichen
PWM-Verfahren exemplarisch anhand von Phase a hervor.
5.1.1.1 Analyse für kontinuierliche Modulationsverfahren
In Unterabschnitt 4.1.2 wurde bereits dargelegt, dass die Schaltsequenzen innerhalb
einer Trägerperiode bei den kontinuierlichen PWM-Verfahren für 3L-Umrichter im-
mer mit einem inneren RZ starten und enden, wobei dies für die Bildung von RZs in
allen Bereichen des RZ-Diagramms gilt. In Anlehnung an die kontinuierlichen PWM-
Verfahren für 2L-Umrichter, bei denen diese Rolle immer der Null-RZ einnimmt, werden































































Abb. 5.1: Raumzeigerdiagramm mit Einteilung in Sektoren und Subsektoren und Ver-
deutlichung der Halteinvervalle bei den diskontinuierlichen PWM-Verfahren
für Phase a und charakteristischer Werte für den Modulationsgrad
sie daher auch als äquivalente Null-RZ bezeichnet. Weiterhin gilt, dass sich die kon-
tinuierlichen PWM-Verfahren lediglich hinsichtlich der Platzierung der beiden noch
verbleibenden Basis-RZs in der Mitte der Schaltsequenz innerhalb einer Abtastperi-
ode unterscheiden [94]. Aus diesem Grund befindet sich zu Beginn einer Abtastperiode
sowohl bei SRS als auch bei ARS als Abtastmethode niemals ein Null-RZ oder ein äu-
ßerer RZ. Das bedeutet, dass ein verlustloser Umschaltvorgang der Zusatzhalbbrücke
bei Anwendung der üblichen, in Unterabschnitt 4.1.2 beschriebenen kontinuierlichen
PWM-Verfahren grundsätzlich nicht möglich ist.
Für den Modulationsbereich 0 < M ≤ 0,577 ist jedoch ein Ausweg aus dieser Situation
möglich, indem das innere Hexagon des RZ-Diagrammes des 3L-Umrichters für diesen
Modulationsbereich wie das RZ-Diagramm eines 2L-Umrichters behandelt wird. Der
Gleichtaktanteil ucm(t) der 2L-RZM gemäß Gleichung 4.11 lässt sich, wie Abbildung 5.2
visualisiert, durch einen konstanten Offset in Höhe der Viertel ZK-Spannung je nach
Vorzeichen in den Bereich des oberen oder unteren Trägersignals verschieben [94]:





Dabei gelten für die Berechnung von umax(t) und umin(t) weiterhin die Formeln 4.12
und 4.13. Eine Verschiebung in den Bereich des positiven Trägersignals hat zur Folge,
dass lediglich SZ + und SZ 0 in der betreffenden Phase geschaltet wird. Im Bereich
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Abb. 5.2: Modulationsfunktionen der 2L-RZM mit positivem (links) und negativem
Offset (rechts) für einen Modulationsgrad von M = 0,4
des negativen Trägersignals wird zwischen SZ 0 und SZ − geschaltet. In beiden Fällen
startet eine Schaltsequenz nicht mehr mit einem inneren RZ, sondern mit einem Null-
RZ [94]. Sowohl bei SRS als auch bei ARS als Abtastmethode startet dann auch jede
Abtastperiode mit einem Null-RZ, so dass zu Beginn jeder Abtastperiode ein verlust-
loser Umschaltvorgang der Zusatzhalbbrücke möglich ist. Ein weiterer Vorteil ergibt
sich dadurch, dass die 6 zusätzlichen Schaltvorgänge innerhalb einer Grundschwin-
gungsperiode, die durch den erforderlichen Wechsel zwischen den 6 inneren RZs als
äquivalente Null-RZs zustande kommen, entfallen. Diese sorgen nämlich dafür, dass
die durchschnittliche Schaltfrequenz tatsächlich noch geringfügig höher ist als die ge-
mäß Gleichung 4.8 halbe Trägerfrequenz [94].
Beim klassischen 3L-NPC-Umrichter hat dieses Verfahren den Nachteil, dass das Re-
ferenzsignal aus Gründen einer möglichst ausbalancierten NP-Spannung und gleich-
mäßigen Verlustverteilung regelmäßig zwischen den beiden Trägersignalen verschoben
werden muss und somit zusätzliche Schalthandlungen entstehen. Bei der vorliegenden
Topologie wäre dies zumindest nicht aus Gründen der Spannungsbalance erforderlich.
Je nach Anwendungsfall muss entschieden werden, ob eine ausreichende Verteilung der
Leistungsverluste auch mit weniger als 6 Wechseln zwischen den beiden Trägersignalen
erreicht werden kann. Ist dies der Fall, so kann die Gesamtanzahl an Schalthandlungen
reduziert werden und somit durch Anwendung dieses PWM-Verfahrens im Modulati-
onsbereich 0 < M ≤ 0,577 ein unmittelbarer Nutzen aus der Zusatzhalbbrücke für den
Normalbetrieb erzielt werden.
5.1.1.2 Analyse für diskontinuierliche Modulationsverfahren
Das Ziel und die Funktionsweise der diskontinuierlichen Modulationsverfahren wurden
in Unterabschnitt 4.1.3 beschrieben. Durch Halten einer Phase auf positivem bzw.
negativem ZK-Potential für bestimmte Sektoren des RZ-Diagramms können die Anzahl
der Schalthandlungen um 1/3 reduziert und die Schaltverluste in Abhängigkeit vom
Stromverlauf vermindert werden. Abbildung 5.1 verdeutlicht die Halteintervalle für die
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gängigen diskontinuierlichen Modulationsverfahren anhand von Phase a. Im Gegensatz
zu den kontinuierlichen Modulationsverfahren führt diese Vorgehensweise dazu, dass
nicht grundsätzlich zu Beginn und in der Mitte jeder Trägerperiode ein bestimmter
Typ Basis-RZ vorliegt. Es ist daher eine separate Betrachtung der einzelnen Verfahren
unter Berücksichtigung der Abtastmethode erforderlich.
Zu diesem Zweck zeigt Abbildung 5.3 die Ergebnisse einer theoretischen Analyse über
die prozentualen Anteile von Null-RZs und äußeren RZs zu Beginn einer Abtastperi-
ode innerhalb einer Grundschwingungsperiode in Abhängigkeit vom Modulationsgrad
für die verschiedenen diskontinuierlichen PWM-Verfahren bei SRS und ARS als Ab-
tastmethode. Die Diagramme geben also Aufschluss über die prozentualen Anteile der
Abtastperioden, in denen zu Anfang ein Zeitpunkt zum verlustlosen Umschalten der
Zusatzhalbbrücke vorliegt.
Für die Ausbalancierung der NPE-Spannung sind jedoch nicht nur die Anteile mög-
licher Umschaltzeitpunkte ausschlaggebend, sondern auch deren Verteilung innerhalb
einer Grundschwingungsperiode. Abbildung 5.4 zeigt daher zusätzlich die Ergebnisse
einer theoretischen Analyse über die sequentielle Aufteilung von Null-RZs und äußeren
RZs zu Beginn einer Abtastperiode in Form von Balkendiagrammen. Für jede Abtast-
periode innerhalb einer Grundschwingungsperiode gibt ein schwarzer Balken darüber
Aufschluss, bei welchem Modulationsgrad ein Null-RZ oder ein äußerer RZ zu Be-
ginn einer Abtastperiode und somit ein Zeitpunkt zum verlustlosen Umschalten der
Zusatzhalbbrücke vorliegt. Dabei kommen alle schwarzen Flächen auf der linken Sei-
te der Abbildung, die sich auf SRS als Abtastmethode beziehen, durch unmittelbar
benachbarte schwarze Balken zustande. Auf der rechten Seite der Abbildung, in der
ARS als Abtastmethode vorliegt, ergibt sich der Eindruck einer Graufärbung in allen
Fällen dadurch, dass nur jede zweite Abtastperiode einen schwarzen Balken aufweist.
Dies verdeutlicht beispielhaft Abbildung 5.5 anhand des vergrößerten Ausschnitts der
ersten sechstel Grundschwingungsperiode aus dem Diagramm der 2L-60°-DPWM.
In Abbildung 5.3 basieren die Analysen auf effektiven Schaltfrequenzen von 350 Hz,
850 Hz und 4,95 kHz. Dies soll verdeutlichen, dass die effektive Schaltfrequenz nur
insofern eine Rolle spielt, als dass die Verläufe mit steigender Schaltfrequenz immer
glatter werden, weil die Anzahl an zu bildenden RZs innerhalb einer Grundschwin-
gungsperiode immer höher wird und somit die einzelnen Sektoren mit einer größeren
Genauigkeit durchlaufen werden. Aus diesem Grund basiert Abbildung 5.4 lediglich
auf einer effektiven Schaltfrequenz von 4,95 kHz. In beiden Abbildungen wurde eine
Synchronisierung des Trägersignals mit der Grundschwingungsperiode vorausgesetzt,
die sich insbesondere bei höheren Leistungen durchgesetzt hat [99]. Im Folgenden wird
mit Hinweis auf die visuellen Veranschaulichungen anhand des RZ-Diagramms in [21]
dargelegt, wie die Verläufe in den beiden Abbildungen zustande kommen.
Bei der 2L-120°-DPWM fungieren im inneren Hexagon des RZ-Diagramms ausschließ-
lich innere RZs als äquivalente Null-RZs. In der Mitte der Trägerperiode befindet sich
hingegen immer ein Null-RZ, so dass zumindest bei ARS in jeder zweiten Abtastpe-
riode ein Zeitpunkt für verlustloses Umschalten in der Zusatzhalbbrücke gegeben ist.
Im äußeren Hexagon des RZ-Diagramms steigt der Anteil mit dem Modulationsgrad,
da sich dabei die Aufenthaltsdauer der RZs von den mittleren Subsektoren C und D
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A1: 2L-120°-DPWM bei SRS
















A2: 2L-120°-DPWM bei ARS
















B1: 3L-120°-DPWM bei SRS
















B2: 3L-120°-DPWM bei ARS
















C1: 2L-60°-DPWM bei SRS
















C2: 2L-60°-DPWM bei ARS
















D1: 3L-60°-DPWM bei SRS
















D2: 3L-60°-DPWM bei ARS

















E1: 30°-DPWM bei SRS

















E2: 30°-DPWM bei ARS
Abb. 5.3: Prozentuale Anteile von Null-RZs und äußeren RZs zu Beginn einer Abtast-
periode (= mögliche Zeitpunkte zum verlustlosen Schalten der Zusatzhalb-
brücke) innerhalb einer Grundschwingungsperiode für verschiedene diskonti-
nuierliche PWM-Verfahren bei SRS und ARS in Abhängigkeit vom Modula-
tionsgrad (blau: fc/f1 = 21, rot: fc/f1 = 51, schwarz: fc/f1 = 297)
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*
Abb. 5.4: Sequentielle Aufteilung von Null-RZs und äußeren RZs zu Beginn einer Ab-
tastperiode (= mögliche Zeitpunkte zum verlustlosen Schalten der Zusatz-
halbbrücke) innerhalb einer Grundschwingungsperiode für verschiedene dis-
kontinuierliche PWM-Verfahren bei SRS und ARS in Abhängigkeit vom Mo-
dulationsgrad (fc/f1 = 297), * siehe Abbildung 5.5 für Ausschnitt
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Abb. 5.5: Sequentielle Aufteilung von Null-RZs und äußeren RZs zu Beginn einer Ab-
tastperiode (= mögliche Zeitpunkte zum verlustlosen Schalten der Zusatz-
halbbrücke) innerhalb der ersten sechstel Grundschwingungsperiode für 2L-
60°-DPWM bei ARS in Abhängigkeit vom Modulationsgrad (fc/f1 = 297)
in die äußeren Subsektoren E und F verschiebt. Der Anteil steigt bei SRS auf einen
maximalen Wert von 50 %, da sich ein äußerer und ein innerer RZ beim Durchlaufen
zweier benachbarter äußerer Subsektoren, also in Abständen von 60°, in der Rolle als
äquivalenter Null-RZ abwechseln. Da in der Mitte der Trägerperiode keine weiteren
Umschaltzeitpunkte hinzukommen, reduzieren sich die Anteile bei ARS auf die Hälfte.
Im Gegensatz zur 2L-120°-DPWM wechseln sich bei der 3L-120°-DPWM ein innerer
RZ und ein Null-RZ zu Beginn einer Trägerperiode mit dem Durchlaufen der inneren
Sektoren ab, so dass der Anteil hier bei 50 % liegt. Allerdings tauchen im gesamten
Modulationsbereich weder Null-RZs, noch äußere RZs in der Mitte einer Trägerperiode
auf, so dass bei ARS sämtliche Anteile auf die Hälfte sinken.
Bei der 2L-60°-DPWM ist die sequentielle Aufteilung der Null-RZs und äußeren RZs zu
Beginn einer Trägerperiode identisch zu der bei der 3L-120°-DPWM, auch wenn sich die
an der Bildung der RZs beteiligten Basis-RZs in den verschiedenen Subsektoren ändern.
Weiterhin gilt für den gesamten Modulationsbereich, dass sich entweder ausschließlich
zu Beginn oder ausschließlich in der Mitte einer Trägerperiode ein Null-RZ oder ein
äußerer RZ befindet, so dass sich die prozentualen Anteile bei SRS und ARS nicht
unterscheiden. Für die 3L-60°-DPWM gelten die gleichen Aussagen für das äußere
Hexagon des RZ-Diagramms. Im inneren Hexagon hingegen liegt niemals ein Null-RZ
oder ein äußerer RZ zu Beginn oder in der Mitte einer Trägerperiode vor. Dies ist ebenso
bei der 30°-DPWM für das äußere Hexagon des RZ-Diagramms der Fall. Im inneren
Hexagon hingegen wechseln sich ein innerer RZ und ein Null-RZ in der Funktion als
äquivalenter Null-RZ mit dem Durchlaufen der Sektoren ab, so dass der Anteil hier
bei 50 % liegt. Weiterhin gilt auch hier, dass sich entweder ausschließlich zu Beginn
oder ausschließlich in der Mitte einer Trägerperiode ein Null-RZ oder ein äußerer RZ
befindet, so dass sich die prozentualen Anteile bei SRS und ARS nicht unterscheiden.
Als Fazit dieser theoretischen Betrachtungen muss zunächst konstatiert werden, dass
sich das ARS als Abtastmethode im Vergleich zum SRS nicht nur aus den in Unterab-
schnitt 4.1.1 genannten Gründen als vorteilhaft erweist, sondern auch hinsichtlich des
verlustlosen Umschaltens der Zusatzhalbbrücke. Denn die Auftrittshäufigkeit möglicher
Zeitpunkte zum verlustlosen Umschalten der Zusatzhalbbrücke ist stets mindestens ge-
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nauso groß. Da bei ARS nicht nur eine, sondern zwei Abtastperioden pro Trägerperiode
vorliegen, führt ein identischer Wert für die Anteile auf eine doppelt so hohe Anzahl an
möglichen Umschaltzeitpunkten. Bei allen diskontinuierlichen Modulationsverfahren ist
dieser Anteil entscheidend davon abhängig, ob ein RZ im inneren oder äußeren Hexa-
gon des RZ-Diagramms vorliegt. Bis zu einem Modulationsgrad vonM = 0,577 werden
innerhalb einer Grundschwingungsperiode stets die gleichen inneren Sektoren durch-
laufen, so dass der Anteil konstant bleibt. Ab einem Modulationsgrad von M = 0,644
werden sowohl mittlere als auch äußere Sektoren durchlaufen. Bei der Bildung eines
RZs in einem mittleren Sektor sind mit den inneren RZs und den mittleren RZs aus-
schließlich Basis-RZs beteiligt, die keine Möglichkeit für ein verlustloses Umschalten
der Zusatzhalbbrücke bieten. Mit steigendem Modulationsgrad verschiebt sich jedoch
die Aufenthaltsdauer eines RZs beim Durchlaufen einer Grundschwingungsperiode von
den mittleren zu den äußeren Sektoren, so dass die Anteile ansteigen. Im Modulations-
bereich 0,577 < M < 0,644 gibt es einen Übergangsbereich zwischen den inneren und
mittleren Sektoren.
Im Hinblick auf das verlustlose Umschalten der Zusatzhalbbrücke ist die Verwendung
der 2L-60°-DPWM als Modulationsverfahren für die Basishalbbrücken am vorteilhaf-
testen. Denn sie bietet mit Ausnahme des theoretisch möglichen Wertes vonM = 0,644
über den gesamten Modulationsbereich hinweg die Möglichkeit zum verlustlosen Um-
schalten und dies unter Voraussetzung von ARS als Abtastmethode mit der größten
Häufigkeit. Für den Modulationsbereich 0 < M < 0,644 sind die 2L-120°-DPWM und
die 30°-DPWM unter Voraussetzung von ARS ebenbürtig. Das Gleiche gilt für die
3L-60°-DPWM im oberen Modulationsbereich von 0,644 < M ≤ 1,155.
5.1.2 Experimentelle Validierung
Im Folgenden sollen die Erkenntnisse aus den theoretischen Untersuchungen mit Hilfe
des in Anhang 10.4 beschriebenen Laborteststandes auf experimentellem Wege vali-
diert werden. Hierfür bietet sich die Messung der FC-Kondensatorspannung an. In
Abhängigkeit von Modulationsverfahren und Modulationsgrad wird sie als Indikator
für die Häufigkeit der Umschaltvorgänge in der Zusatzhalbbrücke herangezogen. Um
die Spannungsschwankungsbreite kausal mit der Häufigkeit der Umschaltvorgänge in
Verbindung bringen zu können, ist eine konstante ZK-Spannung vorteilhaft. Aus diesem
Grund wird im Rahmen dieser Untersuchung das positive und negative ZK-Potential
direkt durch ein Netzteil gemäß Tabelle 10.10 bereitgestellt. Weiterhin müssen alle
Faktoren, die einen Einfluss auf die Spannungsschwankungsbreite ausüben können, wei-
testgehend vermieden werden. Hierzu zählen Unsymmetrien, Oberschwingungen und
Nichtlinearitäten im Phasenstrom, die sich auf die Beschaffenheit des NPE-Stroms aus-
wirken und somit auch auf die Spannungsbalance. Daher kommt hier eine symmetrische
ohmsch-induktive Last zum Einsatz.
Die Parameter für die ZK-Spannung von 300 V sowie die ohmsch-induktive Last mit
Rl = 15Ω und Ll = 1,5mH wurden so gewählt, dass die zulässigen Grenzen des verwen-
deten Netzteils hinsichtlich des maximalen Ausgangsstroms und der maximalen Aus-
gangsleistung bei einem Modulationsgrad von M = 1,155 möglichst ausgenutzt, aber
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nicht überschritten werden. Durch Variation des Modulationsgrades bei konstanter ZK-
Spannung werden für alle zuvor betrachteten diskontinuierlichen Modulationsverfahren
die Schwankungsbreiten der FC-Spannung in Abhängigkeit vom Modulationsgrad bei
der im Laborteststand verwendeten FC-Kapazität von CFC = 1650µF gemessen. Dabei
kommt aus den in Absatz 5.1.1.2 genannten Gründen ausschließlich ARS als Abtast-
methode zum Einsatz. Weiterhin wird mit Hinweis auf Anhang 10.3.3 eine effektive
Schaltfrequenz von fs,eff = 850 Hz verwendet. Die Ergebnisse zeigt Abbildung 5.6,
wobei die Spannungsschwankungsbreite jeweils prozentual zur halben ZK-Spannung
angegeben ist.
Die Ergebnisse zu den theoretisch ermittelten prozentualen Anteilen möglicher Um-
schaltzeitpunkte der Zusatzhalbbrücke bei Verwendung von ARS als Abtastmethode
gemäß rechter Seite von Abbildung 5.3 werden durch die experimentell ermittelten
Schwankungsbreiten der FC-Kondensatorspannung bestätigt. Je höher der Anteil mög-
licher Umschaltzeitpunkte ist, desto häufiger findet ein Umschalten statt und desto
geringer fällt die Schwankungsbreite der FC-Kondensatorspannung aus. Zwischen den
Anteilen möglicher Umschaltzeitpunkte und der Spannungsschwankungsbreite ist somit
ein deutliches reziprokes Verhalten festzustellen.
Die Ergebnisse sind jedoch vor dem Hintergrund zu betrachten, dass die Spannungs-
schwankungsbreite auch davon beeinflusst wird, wie schnell dem FC-Kondensator Ener-
gie zugeführt bzw. entnommen wird. Hierbei muss erstens berücksichtigt werden, dass
mit demModulationsgrad die Umrichterausgangsspannung und der Umrichterausgangs-
strom ansteigen. Mit dem Ausgangsstrom steigt wiederum auch die Höhe des NPE-
Stroms. Zweitens sind die Anteile der inneren und mittleren Basis-RZs an den Schalt-
zeiten zu berücksichtigen, weil nur während dieser geschalteten Basis-RZs ein NPE-
Strom fließen kann. Betrachtet man jedoch die Verläufe der verschiedenen diskontinu-
ierlichen Verfahren untereinander, so stellt man fest, dass doch die Anteile möglicher
Umschaltzeitpunkte für die unterschiedlichen Spannungsschwankungsbreiten verant-
wortlich sind. Denn bei gleichem Modulationsgrad sind auch die Höhe des NPE-Stroms
und die Anteile der Basis-RZs ungefähr identisch.
Es sei darauf hingewiesen, dass die experimentell ermittelten Werte der Spannungs-
schwankungsbreite qualitativ und quantitativ auch durch Simulationen bestätigt wer-
den konnten. Aus den in Unterabschnitt 5.2.1 genannten Gründen konnten bei den
prozentualen Spannungsschwankungsbreiten zwischen Simulation und Messung ledig-
lich geringfügige Unterschiede im Bereich von ±1% festgestellt werden.
5.2 Ausbalancierung der
Ersatz-Neutralpunktspannung
Die Messergebnisse in Unterabschnitt 5.1.2 haben lediglich die Spannungsschwankungs-
breiten in Abhängigkeit vom Modulationsgrad bei den verschiedenen diskontinuierli-
chen Verfahren gezeigt. In diesem Abschnitt sollen nun weiterhin die zeitlichen Verläufe
der Ersatz-Neutralpunktspannung anhand von Messergebnissen, die mit Hilfe des La-
borteststandes gemäß Anhang 10.4 entstanden sind, dargestellt und erläutert werden.
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Abb. 5.6: Messergebnisse: Prozentuale Spannungsschwankungsbreiten ∆uFC/uFC bei
verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke des erweiterten 3L-NPC-
Umrichters im Normalbetrieb für verschiedene diskontinuierliche PWM-
Verfahren in Abhängigkeit vom Modulationsgrad (Parameter: UDC = 300V,
CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω, Ll = 1,5 mH, ARS, fc/f1 = 51)
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Dabei werden zunächst Messergebnisse betrachtet, die sowohl bei verlustlosem als auch
bei verlustbehaftetem Umschalten der Zusatzhalbbrücke ohne Einwirkung äußerer Ein-
flüsse entstanden sind. Anschließend werden Messergebnisse unter Berücksichtigung
unsymmetrischer Phasenströme betrachtet.
5.2.1 Spannungsbalance ohne Einwirkung äußerer Einflüsse
Um Unsymmetrien, Oberschwingungen und Nichtlinearitäten im Phasenstrom, die sich
auf die Beschaffenheit des NPE-Stroms und somit auch auf die Spannungsbalance
auswirken, weitestgehend zu vermeiden, kommt genau wie in Unterabschnitt 5.1.2 ei-
ne symmetrische ohmsch-induktive Last zum Einsatz. Aus den ebenfalls in Unterab-
schnitt 5.1.2 genannten Gründen werden erneut eine durch ein Netzteil bereitgestellte
konstante ZK-Spannung von 300 V sowie eine ohmsch-induktive Last mit Rl = 15 Ω
und Ll = 1,5mH verwendet. Die nachfolgend dargestellten Messungen basieren auf der
Verwendung der 2L-60°-DPWM, da sich dieses PWM-Verfahren in Abschnitt 5.1 als
vorteilhaft erwiesen hat.
5.2.1.1 Messergebnisse für verlustlose Ausbalancierung
In den Abbildungen 5.7 und 5.8 sind die zeitlichen Verläufe für die verkettete Umrichter-
ausgangsspannung uc,ab, den Umrichterausgangsstrom ic,a, den Ersatz-NP-Strom iNPE
und die FC-Kondensatorspannung uFC sowohl für M = 1 als auch für M = 0,8 dar-
gestellt, wobei das Umschalten in der Zusatzhalbbrücke verlustlos erfolgt. Während
sich für M = 1 eine ungefähre Spannungsschwankungsbreite von ∆uFC = 5 V ergibt,
beträgt diese für M = 0,8 aus den in Unterabschnitt 5.1.2 genannten Gründen bereits
etwa ∆uFC = 13V, wie auch aus Abbildung 5.6 hervorgeht. Es wird deutlich, dass der
Verlauf der FC-Kondensatorspannung in der Praxis keine charakteristische, wiederkeh-
rende Form aufweist, da sich die Bedingungen zum verlustlosen Umschalten direkt aus
den Messgrößen der ZK-Spannung, der FC-Kondensatorspannung und den Phasenströ-
men ergeben. Somit sind diese auch Messungenauigkeiten aufgrund von Messtoleranzen
seitens der Sensoren oder auch Störungen aufgrund elektromagnetischer Störaussen-
dung durch die pulsenden LHL-Ventile des Umrichters unterworfen. Insbesondere für
den Mittelwert des NPE-Stroms über einer Abtastperiode ist dies von Bedeutung, da
dieser Wert gleich aus drei Messwerten, nämlich denen der Phasenströme, ermittelt
wird.
Es sei erwähnt, dass auf simulativem Wege qualitativ und quantitativ annähernd glei-
che Verläufe erzielt werden konnten. Hinsichtlich der FC-Kondensatorspannung ist im
Unterschied zur Messung lediglich anzuführen, dass sich bei der Simulation feste wie-
derkehrende Muster einstellen, da die Bedingungen für die Umschaltvorgänge keinen
Messungenauigkeiten unterworfen sind. Dadurch lassen sich ebenfalls die in Unterab-
schnitt 5.1.2 genannten geringfügigen Unterschiede bezüglich der Spannungsschwan-
kungsbreiten zwischen Simulation und Messung erklären. Als weiterer Unterschied ist
anzuführen, dass innerhalb der gemessenen Zeitverläufe einige Peaks auftreten, insbe-
sondere seitens des Ersatz-NP-Stroms und der FC-Kondensatorspannung. Diese werden
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auf das Einwirken von Störungen aufgrund elektromagnetischer Störaussendung des
Umrichters zurückgeführt, wobei insbesondere der Sensor zur Messung des NPE-Stroms
aufgrund seiner Position innerhalb der Umrichterstruktur beeinträchtigt wird.
5.2.1.2 Messergebnisse für verlustbehaftete Ausbalancierung
Ein Umschalten der Zusatzhalbbrücke zu Beginn jeder Abtastperiode mit Hilfe des
in den Abbildungen 4.11 und 4.12 dargestellten Ansteuerverfahrens ist generell im-
mer möglich, auch wenn dies im Falle eines NPE-Stroms ungleich Null zu zusätzli-
chen Schaltverlusten in der Zusatzhalbbrücke führt. Die Abbildungen 5.9 und 5.10
zeigen analog zu den Abbildungen 5.7 und 5.8 die zeitlichen Verläufe der gleichen Grö-
ßen unter identischen Randbedingungen für den Fall, dass ein Umschalten mit Hilfe
des Parameters ∆uFC = 0 erzwungen wird. Dabei wird deutlich, dass eine größere
Anzahl an Schalthandlungen je Grundschwingungsperiode zu einer geringeren Span-
nungsschwankungsbreite führt. Es sei jedoch bei dem implementierten Verfahren gemäß
Abbildung 4.12 auf die Aufteilung der ZK-Spannung auf die beiden ZK-Kondensatoren
als Bedingung für einen Umschaltvorgang hingewiesen, die dazu führt, dass nicht zu Be-
ginn jeder Abtastperiode geschaltet wird. Wird für die Aufteilung der ZK-Spannung auf
die beiden ZK-Kondensatoren jedoch ebenfalls ein Toleranzband verwendet, wie bereits
in Absatz 4.2.1.5 als Möglichkeit genannt, so ließe sich noch eine Erhöhung der An-
zahl an Umschaltungen und somit eine Reduzierung der Spannungsschwankungsbreite
herbeiführen. Die in Absatz 5.2.1.1 getätigten Aussagen in Bezug auf Unterschiede
zwischen Simulation und Messung gelten hier ebenso.
5.2.2 Spannungsbalance bei unsymmetrischen Phasenströmen
In Absatz 4.1.4.3 wurde dargelegt, dass sich Unsymmetrien und Oberschwingungen
im Phasenstrom beim klassischen 3L-NPC-Umrichter nachteilig auf die Ausbalancie-
rung der NP-Spannung auswirken können, da diese Effekte beim Schalten des mittleren
SZs auch auf den NP-Strom übertragen werden. Im Folgenden wird eine Unsymmetrie
im Phasenstrom mit Hilfe einer unsymmetrischen ohmsch-induktiven Last hervorge-
rufen, um den Einfluss auf die Ausbalancierung der NPE-Spannung beim Umrichter
mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke zu erläutern. Dabei wird lediglich das verlust-
lose Umschalten der Zusatzhalbbrücke betrachtet, da die Anzahl an Schalthandlungen
im Vergleich zum verlustbehafteten Umschalten geringer und die Schwankungsbreite
der NPE-Spannung somit größer ist, wie im vorherigen Absatz deutlich wurde. Um
den Phasenstrom über den maximal zulässigen Ausgangsstrom des bislang verwen-
deten Netzteils ansteigen lassen zu können, wird anstelle des Netzteils ein passiver
Gleichrichter gemäß Anhang 10.9 verwendet, der durch einen Stelltransformator gemäß
Anhang 10.10 gespeist wird. Die ZK-Spannung wird auf einen Mittelwert von 550 V
eingestellt. Weiterhin wird exemplarisch eine ohmsch-induktive Last mit Rl1 = 100 Ω,
Rl2,3 = 20 Ω und Ll = 1,5 mH verwendet.
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Abb. 5.7: Messergebnisse: Verkettete Umrichterausgangsspannung, Umrichteraus-
gangsstrom, Ersatz-NP-Strom und FC-Kondensatorspannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters über zwei Grundschwingungsperioden bei verlustlo-
sem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb (Parameter: UDC =
300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω, Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM,
ARS, fc/f1 = 51, M = 1)
Abb. 5.8: Messergebnisse: Verkettete Umrichterausgangsspannung, Umrichteraus-
gangsstrom, Ersatz-NP-Strom und FC-Kondensatorspannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters über zwei Grundschwingungsperioden bei verlustlo-
sem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb (Parameter: UDC =
300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω, Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM,
ARS, fc/f1 = 51, M = 0,8)
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Abb. 5.9: Messergebnisse: Verkettete Umrichterausgangsspannung, Umrichteraus-
gangsstrom, Ersatz-NP-Strom und FC-Kondensatorspannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters über zwei Grundschwingungsperioden bei verlust-
behaftetem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb (Parameter:
UDC = 300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω, Ll = 1,5 mH, 2L-60°-
DPWM, ARS, fc/f1 = 51, M = 1, ∆uNPE = 0)
Abb. 5.10: Messergebnisse: Verkettete Umrichterausgangsspannung, Umrichteraus-
gangsstrom, Ersatz-NP-Strom und FC-Kondensatorspannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters über zwei Grundschwingungsperioden bei verlust-
behaftetem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb (Parameter:
UDC = 300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω, Ll = 1,5 mH, 2L-60°-
DPWM, ARS, fc/f1 = 51, M = 0,8, ∆uNPE = 0)
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5.2.2.1 Messergebnisse für verlustlose Ausbalancierung
Abbildung 5.11 zeigt die Messergebnisse für den erweiterten Umrichter bei verlustlosem
Schalten der Zusatzhalbbrücke bei unsymmetrischer ohmsch-induktiver Last. Im Ver-
gleich zu den Messergebnissen in den Abbildungen 5.7 bis 5.10 mit symmetrischer Last
fällt auf, dass die Steigungen im Zeitverlauf der FC-Kondensatorspannung innerhalb ei-
ner Grundschwingungsperiode wesentlich stärker variieren. Der Grund dafür ist die Un-
symmetrie der Phasenströme, die in Phase a aufgrund des größeren Widerstandes eine
geringere Amplitude aufweisen als in den Phasen b und c (hier nicht dargestellt). Diese
Unsymmetrie spiegelt sich auch im Zeitverlauf des NPE-Stroms wieder, der nicht wie in
den Abbildungen 5.7 bis 5.10 bei symmetrischen Phasenströmen ein fest wiederkehren-
des Muster mit der dreifachen Grundschwingungsfrequenz aufweist. Weiterhin fällt auf,
dass es in Folge der unsymmetrischen Phasenströme auch zu einer unregelmäßigeren
Verteilung der Umschalthandlungen in der Zusatzhalbbrücke innerhalb einer Grund-
schwingungsperiode kommt, was anhand der Unterschiede zwischen den Zeitdauern
der steigenden und fallenden Abschnitte der FC-Kondensatorspannung deutlich wird.
Trotz einer veränderten Charakteristik des Zeitverlaufes der FC-Kondensatorspannung
im Vergleich zu den Verläufen mit symmetrischer Last ist dennoch festzuhalten, dass
das Prinzip der Ausbalancierung der NPE-Spannung grundsätzlich auch hier greift.
5.3 Aufwand und Hindernisse bei der technischen
Umsetzung
Im Rahmen von Absatz 3.3.3.6 wurde bereits der technische Aufwand für die Erwei-
terung des 3L-NPC-Umrichters um eine Zusatzhalbbrücke untersucht. In diesem Ab-
schnitt soll nun der technische Aufwand des entwickelten Verfahrens zur Ansteuerung
der Zusatzhalbbrücke bewertet werden und auf Hindernisse bei der praktischen Um-
setzung hingewiesen werden. Dabei wird zunächst der allgemeine Aufwand auf Seiten
der Hardware und Software eingeschätzt. Anschließend wird auf besondere Aspekte bei
der praktischen Umsetzung separat eingegangen.
5.3.1 Aufwand seitens Hardware und Software
Die Messwertaufnahme ist für die Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke von besonderer
Bedeutung, da auf Basis der Messwerte entschieden wird, ob und in welcher Weise
ein Umschaltvorgang in der Zusatzhalbbrücke erfolgen muss. Für die Spannungen über
den beiden ZK-Kondensatoren sowie für die umrichterausgangsseitigen Phasenströme
kommen üblicherweise bereits Sensoren zum Einsatz, um die Istwerte für die Regelung
der ZK-Spannung und der Ströme zu erfassen. Für die Messung der Spannung über
dem FC-Kondensator und des NPE-Stroms müssen hingegen zusätzliche Sensoren vor-
gesehen werden. Die Messung des NPE-Stroms stellt bei der praktischen Umsetzung
eine Hürde dar, auf die in Unterabschnitt 5.3.2 gesondert eingegangen wird.
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Abb. 5.11: Messergebnisse: Verkettete Umrichterausgangsspannung, Umrichteraus-
gangsstrom (nur Phase a), Ersatz-NP-Strom und FC-Kondensatorspannung
des erweiterten 3L-NPC-Umrichters über fünf Grundschwingungsperioden
bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb und un-
symmetrischer Last (Parameter: UDC = 550 V, CDC = CFC = 1650 µF,
Rl1 = 100 Ω, Rl2,3 = 20 Ω, Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM, ARS, fc/f1 = 51,
M = 1)
Dem Software-Algorithmus wird eine weitaus größere Komplexität abverlangt als es die
bloße Erweiterung der 3L-NPC-Topologie um eine Zusatzhalbbrücke zunächst vermu-
ten lässt. Die größte Schwierigkeit bei der Implementierung des Verfahrens stellt dabei
die Anforderung des Umschaltens zu Beginn einer Abtastperiode dar, wie in Unter-
abschnitt 5.3.3 näher erläutert wird. Hieraus resultieren die Hardware-Anforderungen
einer möglichst schnellen Aufnahme und Verarbeitung der Messwerte im Bereich von
wenigen Prozent einer Abtastperiode.
5.3.2 Messung und Verarbeitung des NPE-Stroms
Eine Herausforderung stellt die Messung des NPE-Stroms innerhalb der Umrichter-
struktur zwischen der Zusatzhalbbrücke und den drei Basishalbbrücken dar. Der Strom-
sensor soll einerseits nicht den konstruktiven Aufbau des Umrichters beeinträchtigen.
Andererseits sollte die elektromagnetische Störaussendung des Umrichters die Messun-
gen des Stromsensors nicht verfälschen. Es sei aber darauf hingewiesen, dass für die
Umsetzung des Algorithmus lediglich die Information relevant ist, ob der NPE-Strom
positiv, negativ oder Null ist. Ein präziser Wert wird jedoch nicht benötigt. Dennoch
ist aus Gründen, die in Absatz 4.2.1.5 genannt wurden, die Verwendung eines Schätzers
oder Beobachters nicht praktikabel.
Die Abfrage, ob ein NPE-Strom von iNPE = 0 vorliegt, dient als Sicherheit, um im Falle
eines Defektes in einem der LHL-Ventile der Basishalbbrücken einen Umschaltvorgang
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gemäß Abbildung 4.11 zum Schutz des Umrichters vor Folgeschäden durch Überspan-
nungen zu unterbinden. Aufgrund von Messrauschen wird der Messwert jedoch niemals
exakt bei Null liegen, so dass hier eine gewisse Toleranz berücksichtigt werden muss.
Dadurch ist es jedoch nicht ausgeschlossen, dass die Freigabe für einen Umschaltvor-
gang erfolgt, obwohl tatsächlich ein NPE-Strom von iNPE 6= 0 vorliegt, weil sich der
Messwert innerhalb des Toleranzbereiches befindet. Dieser Fall kann jedoch nur in dem
kurzen Zeitraum zwischen dem Eintritt und der Detektion eines Fehlers kritisch wer-
den. Die Wahrscheinlichkeit, dass ein fehlerhafter Messwert des NPE-Stroms zu einem
Folgeschaden führt, ist daher als äußerst gering einzuschätzen.
Die Abfrage, ob der NPE-Strom positiv oder negativ ist, dient zwar lediglich beim
verlustbehafteten Schalten der Zusatzhalbbrücke als Entscheidungsträger, ist hierbei
jedoch von außerordentlich wichtiger Bedeutung, da eine fehlerhafte Entscheidung
zu Überspannungen gemäß Absatz 4.2.1.2 und somit zu Schäden an einzelnen LHL-
Ventilen der Basishalbbrücken führen kann. Denn im Falle einer Fehlentscheidung wür-
de das falsche der beiden Hilfsventile S5 bzw. S6 für den Umschaltvorgang verwendet
werden, so dass das Prinzip der Bereitstellung eines Freilaufpfades gemäß Absatz 4.2.1.4
nicht greift. Um das Risiko an dieser Stelle abzumildern, kann jedoch ein Toleranz-
band vorgesehen werden, welches das Schalten in einem vorgegebenen Bereich um den
Nullpunkt grundsätzlich unterbindet. In der Software des Laborteststandes gemäß Ab-
satz 10.4.3 wurde daher ein Toleranzband von ∆iNPE = 2A (≈ 5,5 % des Bemessungs-
stroms) berücksichtigt.
5.3.3 Umschaltvorgang zu Beginn einer Abtastperiode
Die größte Schwierigkeit bei der Implementierung des Verfahrens zur Ansteuerung der
Zusatzhalbbrücke besteht darin, die Forderung des Umschaltens gleich zu Beginn einer
Abtastperiode mit der erforderlichen Rechenzeit des Algorithmus sowie der benötigten
Dauer für die Messwertaufnahme in Einklang zu bringen. Denn während bei den PWM-
Verfahren für die Berechnung des Modulationsgrades vor der nächsten Aktualisierung
gemäß Abbildung 4.2 der Zeitraum einer ganzen Abtastperiode zur Verfügung steht, er-
folgt eine Aktualisierung des Schaltzustandes der Zusatzhalbbrücke unmittelbar nach
Aufnahme und Verarbeitung der Messwerte. Da das Vorzeichen vom Durchschnitts-
wert des NPE-Stroms über der aktuellen Abtastperiode als Entscheidungsträger für die
Wahl des erforderlichen Schaltzustandes der Zusatzhalbbrücke verwendet wird, sollte
während der Aufnahme und Verarbeitung der Messwerte zu Beginn einer Abtastpe-
riode nur ein möglichst kurzer Zeitraum in der Größenordnung weniger Prozent der
Abtastperiode verstreichen. Andernfalls kann es zu den in Absatz 4.2.1.5 beschriebe-
nen Problemen kommen. Diese verschärfen sich mit steigender Schaltfrequenz, da der
Anteil der benötigten Dauer zur Ausführung des Algorithmus an der gesamten Dauer
einer Abtastperiode immer größer wird.
Neben der Forderung nach einer Hardware, die eine möglichst schnelle Erfassung und
Verarbeitung der Messwerte ermöglicht, besteht jedoch auch auf Seiten der Softwa-
re Spielraum, um diesen Vorgang zeitlich zu reduzieren. Die Idee liegt dabei dar-
in, die Schritte des Algorithmus zu Beginn der Abtastperiode auf die unbedingt er-
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forderlichen zu reduzieren. Dazu gehören die Messung der FC-Kondensatorspannung
und des NPE-Stroms sowie die Feststellung des vorliegenden Basis-RZs. Für die ZK-
Kondensatorspannungen und die Phasenströme können hingegen auch die aufgenom-
menen Messwerte der vorangegangenen Abtastperiode verwendet werden, da hier keine
großen Änderungen zu erwarten sind und diese zudem keine relevante Beeinträchtigung
des Verfahrens zur Folge hätten. Die damit verbundenen Abfragen können ebenfalls in
der vorangegangenen Abtastperiode durchgeführt werden. Bei der verwendeten Hard-
ware gemäß Anhang 10.4 konnte mit dieser Maßnahme zwischen dem Beginn einer
Abtastperiode und dem Umschaltvorgang der Zusatzhalbbrücke eine Zeitdauer von ca.
5 µs erreicht werden. Bei diskontinuierlicher PWM mit einer effektiven Schaltfrequenz
von fs,eff,diskont = 850 Hz entspricht dies einem Anteil an der Abtastperiode von ca.
2,5 %.
5.4 Nutzen der Zusatzhalbbrücke für den
Anwendungsfall
Nachdem die bisherigen Untersuchungen in den Abschnitten 5.1 bis 5.3 auf einer allge-
meingültigen Ebene durchgeführt wurden, soll in diesem Abschnitt der konkrete Nutzen
der Zusatzhalbbrücke für den vorliegenden Anwendungsfall festgestellt werden. Dabei
wird in dieser Arbeit vereinfachend das verlustlose Schalten der Zusatzhalbbrücke als
Grundvoraussetzung angesehen, um einen Nutzen aus der Zusatzhalbbrücke ziehen zu
können, z.B. in Form einer Reduzierung der Gesamtschaltverluste des Umrichters. An-
dernfalls müssten die durch die Zusatzhalbbrücke zusätzlich im Umrichter anfallenden
Schaltverluste und die durch Optimierung der Ansteuerung der Basishalbbrücken tat-
sächlich gewonnenen Vorteile quantifiziert, gewichtet und gegenübergestellt werden.
Die Betrachtung dieser Thematik, die im mathematischen Sinne ein komplexes Opti-
mierungsproblem darstellt, würde den Rahmen dieser Arbeit jedoch übersteigen. Da-
her wird zunächst analysiert, ob verlustloses Schalten der Zusatzhalbbrücke für den
vorliegenden Anwendungsfall möglich ist. Anschließend wird untersucht, mit welcher
Genauigkeit die Ausbalancierung der NPE-Spannung gewährleistet werden kann, insbe-
sondere unter Einwirken von Unsymmetrien und Harmonischen in der Netzspannung.
Danach wird der mögliche Nutzen in Bezug auf Leistungsverluste, Schaltharmonische
und Bauteildimensionierung diskutiert.
5.4.1 Verlustloses Schalten der Zusatzhalbbrücke
Ob ein Umschalten der Zusatzhalbbrücke verlustlos erfolgen kann, hängt entscheidend
vom Modulationsgrad und vom verwendeten Modulationsverfahren ab, wie in Unter-
abschnitt 5.1 dargestellt wurde. Diesbezüglich bietet die Ansteuerung des netzseiti-
gen Umrichters aufgrund des eingeschränkten Betriebsbereiches weniger Freiheitsgrade
als die Ansteuerung des generatorseitigen Umrichters. Hier ist insbesondere anzufüh-
ren, dass sich der Modulationsgrad eines Netzpulsstromrichters permanent im oberen
Aussteuerbereich von M ≥ 0,8 und der Leistungsfaktor üblicherweise im Bereich von
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Abb. 5.12: Prozentuale Anteile der Basis-RZs innerhalb einer Grundschwingungspe-
riode in Abhängigkeit vom Modulationsgrad unter Berücksichtigung des
NTV-Prinzips und Verwendung von 3L-RZM für 0 < M ≤ 1,01 und 2L-
60°-DPWM für 1,01 < M ≤ 1,155)
cos (ϕPCC) ≥ 0,9ind/kap bewegt [124]. Somit kann der geringe Freiraum in der Wahl von
Modulationsgrad und Modulationsverfahren auf Netzseite im Hinblick auf den Wunsch,
verlustloses Schalten seitens der Zusatzhalbbrücke zu ermöglichen, als Worst-Case an-
gesehen werden. Die Betrachtungen konzentrieren sich daher auf die Netzseite.
In Anhang 10.3.3 wird exemplarisch auf Basis der festgelegten Randbedingungen er-
mittelt, welche Schaltfrequenzen und Modulationsverfahren auf Netzseite unabhän-
gig vom Vorhandensein der Zusatzhalbbrücke sinnvoller Weise zu wählen sind. Da-
bei wird herausgearbeitet, dass die Verwendung der 3L-RZM im Modulationsbereich
0,8 ≤ M ≤ 1,01 und der 2L-60°-DPWM im Bereich 1,01 < M ≤ 1,155 sinnvoll
ist. Damit fällt der Bereich 0,8 ≤ M ≤ 1,01 gemäß Absatz 5.1.1.1 auf ein PWM-
Verfahren, welches zu keinem Zeitpunkt die Möglichkeit für ein verlustloses Schalten
der Zusatzhalbbrücke bietet. Demgegenüber fällt der Bereich 1,01 < M ≤ 1,155 gemäß
Absatz 5.1.1.2 genau auf dasjenige Verfahren, welches entsprechend Abbildung 5.3 ne-
ben der 3L-60°-DPWM den größten Anteil an möglichen Umschaltpunkten zu Beginn
einer Abtastperiode von über 40 % in diesem Modulationsbereich bietet.
Es sei darauf hingewiesen, dass die Annahme einer geringeren Trägerfrequenz von
1050 Hz mit Hinweis auf [21] aus gleichem Grund ebenfalls zu der Empfehlung führt,
einen Wechsel zwischen der 3L-RZM und 60°-DPWM bei einem Modulationsgrad von
ungefähr M = 1 vorzunehmen. Weiterhin sei angemerkt, dass sich für die generator-
seitige Ansteuerung des Umrichters im Modulationsbereich 0 < M ≤ 0,577 generell
die Möglichkeit bietet, das innere Hexagon des RZ-Diagrammes des 3L-Umrichters wie
das RZ-Diagramm eines 2L-Umrichters gemäß Absatz 5.1.1.1 zu behandeln und somit
zu Beginn jeder Abtastperiode in der Zusatzhalbbrücke verlustlos zu schalten. Für den
Bereich 0,577 < M < 0,8 besteht diese Option jedoch nicht.
5.4.2 Ausbalancierung der Ersatz-Neutralpunktspannung
Beim klassischen 3L-NPC-Umrichter münden alle Maßnahmen zur Ausbalancierung
der NP-Spannung letztlich in einer Ausnutzung der redundanten Schaltzustände der
inneren Basis-RZs, wie in Absatz 4.1.4.3 erläutert wurde. Dabei verändern sich die
Möglichkeiten der Einflussnahme mit dem Modulationsgrad, da dieser die Anteile der























































































Abb. 5.13: Einführung eines virtuellen Hilfspotentials 0’ zur Ermöglichung eines Ver-
gleichs zwischen dem NP-Potential und dem NPE-Potential
inneren Basis-RZs an den Schaltzeiten innerhalb einer Grundschwingungsperiode be-
stimmt, wie Abbildung 5.12 unter Berücksichtigung des NTV-Prinzips veranschaulicht.
Dabei liegt der Anteil der inneren Basis-RZs im Bereich von 0,577 ≤ M ≤ 0,644 bei
nahezu 100 %. Zu den äußeren Grenzen M = 0 und M = 1,155 hin sinkt er dann
proportional zum Modulationsgrad annähernd auf Null. Somit befindet sich der Modu-
lationsbereich von 1,01 < M ≤ 1,155, in dem ein verlustloses Umschalten der Zusatz-
halbbrücke möglich ist, genau in dem Bereich, in dem der klassische 3L-NPC-Umrichter
in Bezug auf die Spannungsbalance Schwächen aufweist.
Im Folgenden soll mit Hilfe von Simulationen dargelegt werden, welche Genauigkeit
bei der Ausbalancierung der NPE-Spannung durch die Zusatzhalbbrücke, insbesondere
bei Einwirken von Unsymmetrien und Harmonischen seitens der Netzspannung, er-
zielt werden kann. Um dabei auch einen Vergleich der NPE-Spannung des erweiterten
Umrichters mit der NP-Spannung des klassischen Umrichters zu ermöglichen, wird ein
virtuelles Hilfspotential 0’ gemäß Abbildung 5.13 eingeführt. Auf diese Weise gelingt es,
das NPE-Potential unabhängig von der eigentlichen ZK-Spannung anzugeben, welche
beim erweiterten Umrichter bei verlustbehaftetem Schalten nicht exakt ausbalanciert
ist. Es sei auf die Ermittlung exemplarischer Werte für Netzfilter sowie ZK-Spannung
und ZK-Kapazität in Anhang 10.3.4 und 10.3.5 hingewiesen, auf denen die Simulatio-
nen beruhen.
5.4.2.1 Spannungsbalance ohne Einwirkung äußerer Einflüsse
Abbildung 5.14 zeigt Simulationsergebnisse über die zeitlichen Verläufe aller relevanten
Größen für Betriebspunkt 3 gemäß Abbildung 10.1, welcher einen Modulationsgrad von
M = 1,12 aufweist und somit die Möglichkeit zu verlustlosem Schalten der Zusatzhalb-
brücke bietet. Dabei ist auch visualisiert, welcher Typ Basis-RZ zu welchem Zeitpunkt
vorliegt und ob dieser zu derjenigen Gruppe an Basis-RZs gehört, die einen Umschalt-
vorgang ermöglichen. Mit Hilfe des weiterhin dargestellten oberen Trägersignals wird
deutlich, ob dieser jeweils zu Beginn einer Abtastperiode vorliegt. Gleichzeitig gehen
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Abb. 5.14: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der NPE-Spannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke
im Normalbetrieb unter den Randbedingungen einer WEA gemäß An-
hang 10.3.2 für Betriebspunkt 3 ohne Einfluss äußerer Faktoren
der Schaltzustand der Zusatzhalbbrücke und somit die tatsächlich durchgeführten Um-
schaltvorgänge aus der Abbildung hervor. Es wird deutlich, dass diese ausreichen, um
eine Ersatz-Neutralpunktspannung mit einer Schwankungsbreite von ungefähr 200 V
bereitzustellen, die, bezogen auf die ZK-Spannung, etwa 3,6% beträgt. Damit liegt die-
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Abb. 5.15: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der NPE-Spannung des erweiterten
3L-NPC-Umrichters bei verlustbehaftetem Schalten der Zusatzhalbbrücke
(∆uNPE = 20V) im Normalbetrieb unter den Randbedingungen einer WEA
gemäß Anhang 10.3.2 für Betriebspunkt 2 ohne Einfluss äußerer Faktoren
se bei gleichen Randbedingungen sogar unterhalb derer für die Neutralpunktspannung
des klassischen 3L-NPC-Umrichters, die für den Zeitbereich 0 ≤ t < 50 ms aus Abbil-
dung 5.16 hervorgeht. Die Spannungsschwankung beim klassischen 3L-NPC-Umrichter
kommt durch die in Absatz 4.1.4.3 angesprochenen niederfrequenten Oszillationen mit
132 5 Untersuchung der Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke
der dreifachen Grundschwingungsfrequenz zustande. Wie bereits in Absatz 5.2.1.2 er-
läutert wurde, stellen sich bei der Simulation für die FC-Kondensatorspannung und
die NPE-Spannung feste wiederkehrende Muster ein, da die Bedingungen für die Um-
schaltvorgänge keinen Messungenauigkeiten unterworfen sind.
Der Betriebspunkt 2 gemäß Abbildung 10.1 mit einem Modulationsgrad vonM = 0,997
bedeutet für das Schalten der Zusatzhalbbrücke, dass es nicht verlustlos erfolgen kann.
Dennoch zeigt Abbildung 5.15 zur Vollständigkeit Simulationsergebnisse, die sich bei
einem Parameter von ∆uNPE = 20 V für diesen Betriebspunkt ergeben. Es sei an
dieser Stelle nochmals darauf hingewiesen, dass bei dem implementierten Verfahren
gemäß Absatz 4.2.1.5 auch bei Überschreiten des Toleranzbandes nur dann geschal-
tet wird, wenn der aktuelle NPE-Strom zum gewünschten Lade- bzw. Entladevorgang
der ZK-Kondensatoren führt. Daher befindet sich die NPE-Spannung nicht genau im
Toleranzband. Hier ist jedoch Spielraum für Optimierung gegeben, wie ebenfalls in Ab-
satz 4.2.1.5 erläutert wurde. Im Vergleich zu Abbildung 5.14 ist weiterhin anzumerken,
dass trotz einer niedrigeren Anzahl an Umschaltvorgängen in der Zusatzhalbbrücke die
Schwankungsbreite der NPE-Spannung geringer ist. Der Grund dafür liegt im Betriebs-
punkt und der damit verbundenen Charakteristik des NPE-Stroms. Während sich bei
Betriebspunkt 3 das Vorzeichen vom Istwert des NPE-Stroms immer nach Ablauf einer
Sechstel Grundschwingungsperiode ändert, geschieht dies im Betriebspunkt 2 fortlau-
fend, so dass sich bereits ohne Schalten der Zusatzhalbbrücke ein häufigerer Wechsel
zwischen Laden und Entladen des FC-Kondensators einstellt.
5.4.2.2 Spannungsbalance bei Netzunsymmetrien
In Absatz 4.1.4.3 wurde dargelegt, dass Unsymmetrien im Phasenstrom negative Aus-
wirkungen auf die NP-Spannung des klassischen 3L-NPC-Umrichters haben. Abbil-
dung 5.16 bestätigt diese Aussage durch Simulationsergebnisse, bei denen sämtliche
Randbedingungen für Betriebspunkt 3 beibehalten wurden und im Vergleich zu den
Simulationsergebnissen aus Abbildung 5.14 lediglich eine Unsymmetrie in der Netz-
spannung (u′g,a = ug,a, u′g,b = 0,95 · ug,b, u′g,c = 1,05 · ug,c) berücksichtigt wurde. Es
wird deutlich, dass dies zu einer zusätzlichen überlagerten Schwingung in der NP-
Spannung mit der Frequenz der Netzspannung sowie einer geringfügigen dauerhaften
unsymmetrischen Aufteilung der ZK-Spannung auf die ZK-Kondensatoren führt. Ei-
ne Kompensierung dieser Phänomene würde zusätzliche Schalthandlungen erfordern,
um eine Umkehr des Vorzeichens des NP-Stroms durch Wechsel zwischen den inneren
Basis-RZs zu bewirken, und daher mit zusätzlichen Schaltverlusten einhergehen.
Demgegenüber zeigt Abbildung 5.17 die Simulationsergebnisse des erweiterten Um-
richters für die gleichen Randbedingungen. Es wird deutlich, dass die Verläufe von
FC-Kondensatorspannung und somit auch NPE-Spannung ihre Form ein wenig än-
dern, die Schwankungsbreite jedoch annähernd konstant erhalten bleibt. Im Gegensatz
zum klassischen 3L-NPC-Umrichter geschieht dies jedoch im Betriebspunkt 3, der mit
einem Modulationsgrad vonM = 1,12 einhergeht, nicht auf Kosten zusätzlicher Schalt-
verluste.
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u unsymmetrischgu idealg
Abb. 5.16: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der ZK-Spannung des klassischen
3L-NPC-Umrichters unter den Randbedingungen einer WEA gemäß An-
hang 10.3.2 für Betriebspunkt 3 bei Einfluss einer Unsymmetrie in der Netz-
spannung (u′g,a = ug,a, u′g,b = 0,95 · ug,b, u′g,c = 1,05 · ug,c)
u unsymmetrischgu idealg
Abb. 5.17: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der NPE-Spannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke
im Normalbetrieb unter den Randbedingungen einer WEA gemäß An-
hang 10.3.2 für Betriebspunkt 3 bei Einfluss einer Unsymmetrie in der Netz-
spannung (u′g,a = ug,a, u′g,b = 0,95 · ug,b, u′g,c = 1,05 · ug,c)
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5.4.2.3 Spannungsbalance bei Netzharmonischen
Neben Unsymmetrien können beim klassischen 3L-NPC-Umrichter Harmonische im
Phasenstrom die Qualität der NP-Spannung beeinträchtigen, wie in Absatz 4.1.4.3
dargelegt wurde. Dabei können Harmonische 2., 4. und 8. Ordnung je nach Modula-
tionsgrad sogar zu Instabilität führen. Der Anteil geradzahliger Harmonischer ist in
öffentlichen Elektrizitätsversorgungsnetzen im Vergleich zum Anteil an ungeradzahli-
gen Harmonischen gering, da sie nur bei Halbwellenunsymmetrie auftreten, wie etwa in
Folge schneller Laständerungen [125]. In Abbildung 5.18 sind die Simulationsergebnisse
für den klassischen 3L-NPC-Umrichter bei erneut gleichen Randbedingungen für Be-
triebspunkt 3 und einer zweiten Harmonischen in der Netzspannung von 2% dargestellt.
Dieser Wert orientiert sich an dem zulässigen Grenzwert für öffentliche Elektrizitätsver-
sorgungsnetze gemäß [126]. Es zeigt sich, dass dieser Einfluss bereits ausreicht, um die
Spannungen über den beiden ZK-Kondensatoren vollständig zum Divergieren zu brin-
gen und somit für Instabilität zu sorgen. Gegenmaßnahmen seitens der Ansteuerung
sind somit unerlässlich, erfordern jedoch zusätzliche Schaltverluste, um mit Hilfe der
redundanten Schaltzustände der inneren Basis-RZs den NP-Strom zu beeinflussen.
Im Gegensatz dazu sorgt die Zusatzhalbbrücke des erweiterten Umrichters auch bei
Einwirkung einer zweiten Harmonischen von 2 % in der Netzspannung bei ansonsten
gleichen Randbedingungen für eine ausbalancierte NPE-Spannung, ohne dass zusätzli-
che Schaltverluste entstehen. Ähnlich wie bei Einwirkung von Unsymmetrien verändern
lediglich die FC-Kondensatorspannung und somit auch die NPE-Spannung ein wenig
ihre Form. Allerdings bleibt deren Schwankungsbreite annähernd bestehen.
Letztlich kann als Fazit gezogen werden, dass die Ausbalancierung der NPE-Span-
nung beim erweiterten Umrichter auch unter Einwirkung äußerer Einflüsse auf die
Phasenströme ebenso greift wie unter idealen Bedingungen. Denn im Gegensatz zum
klassischen 3L-NPC-Umrichter ist die Ausbalancierung der Spannung nicht ausschließ-
lich von der Beschaffenheit des Phasenstroms abhängig, sondern es wird auf Basis
der aktuell vorliegenden Messwerte entschieden, ob ein Laden oder Entladen des FC-
Kondensators stattfinden muss. Dies ist als Vorteil zu werten.
5.4.3 Nutzen für die Reduzierung der Gesamtschaltverluste
Beim klassischen 3L-NPC-Umrichter geschieht die Ausbalancierung der NP-Spannung
durch Ausnutzung der redundanten Schaltzustände der inneren Basis-RZs, wie in Ab-
satz 4.1.4.3 erläutert wurde. Ein Wechsel zwischen diesen Schaltzuständen geschieht
unter Voraussetzung einer Beibehaltung des verwendeten PWM-Verfahrens immer auf
Kosten zusätzlicher Schaltverluste.
Der große Vorteil der Zusatzhalbbrücke des erweiterten 3L-NPC-Umrichters besteht
darin, dass das Konkurrenzverhältnis zwischen der Spannungsbalance und der Redu-
zierung von Schaltverlusten als Optimierungsziel seitens des PWM-Verfahrens aufge-
brochen wird. Eine gut ausbalancierte NPE-Spannung kann zu jeder Zeit durch Um-
schalten der Zusatzhalbbrücke zu Beginn einer Abtastperiode gewährleistet werden.
Im Modulationsbereich 1,01 < M ≤ 1,155, in dem die Zusatzhalbbrücke verlustlos
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2te Harmonischeu idealg
Abb. 5.18: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der ZK-Spannung des klassischen
3L-NPC-Umrichters unter den Randbedingungen einer WEA gemäß An-
hang 10.3.2 für Betriebspunkt 3 bei Einfluss einer zweiten Harmonischen in
der Netzspannung von 2 %
2te Harmonischeu idealg
Abb. 5.19: Simulationsergebnisse: Ausbalancierung der NPE-Spannung des erweiter-
ten 3L-NPC-Umrichters bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke
im Normalbetrieb unter den Randbedingungen einer WEA gemäß An-
hang 10.3.2 für Betriebspunkt 3 bei Einfluss einer zweiten Harmonischen
in der Netzspannung von 2 %
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geschaltet werden kann, ergibt sich im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter
ein direkter Vorteil aufgrund reduzierter Gesamtschaltverluste. Wie bereits in Ab-
satz 4.2.1.6 erläutert wurde, besteht sogar die Möglichkeit, diesen Vorteil noch aus-
zuweiten. So können spezielle Modulationsverfahren, wie etwa in [123] vorgestellt, zum
Einsatz kommen, die auf eine Reduzierung von Schaltverlusten abzielen, aber deren
Anwendung beim klassischen 3L-NPC-Umrichter aufgrund des negativen Einflusses
auf die NP-Spannungsbalance nicht denkbar wären.
5.4.4 Nutzen für die Aufteilung der Leistungsverluste
Auch wenn der 3L-NPC-Vollumrichter als vielversprechende Topologie für den Einsatz
in WEAs mit hoher Anlagenleistung angesehen wird, wie in Absatz 2.1.1.2 begründet
wurde, so weist er dennoch einen wesentlichen Nachteil auf. Gemäß der Ausführungen
in Unterabschnitt 3.1.1 kommt es zu einer unsymmetrischen Aufteilung der Leistungs-
verluste zwischen den LHL-Bauelementen und somit zu einer höheren thermischen
Belastung. Vor dem Hintergrund steigender Anforderungen an eine WEA seitens der
Netzanschlussregeln, wie z.B. beim Durchfahren von Netzfehlern, ist es denkbar, dass
diese Eigenschaft zukünftig die maximal mögliche Leistung, die Schaltfrequenz und
letztlich auch die Zuverlässigkeit des Umrichters limitiert [63].
Eine Lösung der Problematik der unsymmetrischen Leistungsverluste bietet die Er-
weiterung des Umrichters auf eine 3L-ANPC-Topologie [21], wie bereits in Unterab-
schnitt 3.1.1 geschildert wurde, allerdings auf Kosten von zwölf zusätzlichen LHL-
Ventilen für die Vollumrichtervariante. Die Problematik ließe sich jedoch auch mit
Hilfe geeigneter Modulationsverfahren lösen [127]. Allerdings nutzen diese ebenfalls die
Redundanz der Schaltzustände der inneren Basis-RZs [63], die bereits für die Aus-
balancierung der NP-Spannung benötigt wird. Die 3L-FC-basierte Zusatzhalbbrücke
würde diesen Konflikt beseitigen können, indem sie die Aufgabe der Spannungsbalan-
ce vollständig übernimmt, und somit den Einsatz dieser Verfahren möglich machen.
Dabei benötigt die erweiterte Topologie mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke und so-
mit sechs zusätzlichen LHL-Ventilen im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter
sechs Ventile weniger als die entsprechende 3L-ANPC-Topologie in der Vollumrichter-
variante. Somit ist es denkbar, dass die Zusatzhalbbrücke, die ursprünglich mit dem
Ziel einer höheren Zuverlässigkeit des Umrichters aus Redundanzgründen vorgesehen
wurde, somit auch im Normalbetrieb indirekt einen Beitrag zu einer Verlängerung der
Lebensdauer des Umrichters beisteuern kann. Denn sie ermöglicht die Anwendung von
PWM-Verfahren, die eine symmetrische Aufteilung der Leistungsverluste und somit
eine geringere thermische Belastung der LHL-Bauteile zum Ziel haben. Letztere kann
wiederum zu einer längeren Lebensdauer der LHL-Bauteile führen, wie in Absatz 2.1.2.3
erläutert wurde.
5.4.5 Nutzen für die Reduzierung von Schaltharmonischen
In Bezug auf die Reduzierung von Schaltharmonischen bietet die erweiterte Umrichter-
topologie keinerlei direkte Vorteile im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter.
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Denn die generierten Umrichterausgangsspannungen sind letztlich das Resultat des
verwendeten Modulationsverfahrens und die dafür erforderliche Genauigkeit hinsicht-
lich der Ausbalancierung des NP-Potentials wirkt sich wiederum auf die Schaltverluste
aus. Selbst beim Einsatz eines fiktiv angenommenen Modulationsverfahrens, dessen
Anwendung erst durch die Verwendung der Zusatzhalbbrücke ermöglicht wird und bei
gleichen Schaltverlusten eine Senkung des Oberschwingungsgehalts herbeiführt, wäre
kein Nutzen zu erzielen. Denn es ließe sich vor dem Hintergrund des Normalbetriebs
des Umrichters zwar theoretisch der Filteraufwand minimieren und die Bauteildimen-
sionierung der Filterelemente kostengünstiger gestalten. Es ist jedoch zu berücksich-
tigen, dass im Notbetrieb des erweiterten 3L-NPC-Umrichters mit Zusatzhalbbrücke,
der dem Normalbetrieb eines klassischen 3L-NPC-Umrichters gleichkommt, ebenfalls
die in den Netzanschlussregeln festgelegten Grenzen zulässiger Oberschwingungsströme
nicht überschritten werden dürfen. Das Filter müsste daher trotzdem für den Notbe-
trieb ausgelegt werden, in dem das fiktiv angenommene Modulationsverfahren nicht
mehr verwendet werden kann.
5.4.6 Nutzen für die Bauteildimensionierung
Wie bereits im vorangegangenen Unterabschnitt begründet wurde, ergeben sich hin-
sichtlich der Auslegung der Filterelemente keinerlei Vorteile durch die Verwendung
der Zusatzhalbbrücke. Genauso verhält es sich mit der Dimensionierung der eigentli-
chen Umrichterkomponenten. Bei den ZK-Kondensatoren und den Leistungshalbleitern
wäre vor dem Hintergrund einer geringeren Spannungsschwankungsbreite des NPE-
Potentials beim erweiterten Umrichter im Vergleich zum NP-Potential des klassischen
Umrichters theoretisch eine Kosteneinsparung durch Reduzierung der Spannungsfestig-
keit möglich. Allerdings gilt auch hier, dass der Umrichter ebenso für den Notbetrieb
ausgelegt sein muss. Somit müssen alle beteiligten Komponenten in gleicher Weise wie
beim klassischen 3L-NPC-Umrichter dimensioniert werden.
5.5 Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurde das in Kapitel 4 entwickelte Verfahren zur Ansteuerung
der Zusatzhalbbrücke der in Kapitel 3 herausgearbeiteten Umrichtertopologie unter-
sucht. Dabei wurde zunächst die grundsätzliche Bedeutung von Modulationsverfah-
ren, Modulationsgrad und Abtastmethode theoretisch analysiert und experimentell
validiert. Anschließend wurden Messergebnisse hinsichtlich der Ausbalancierung der
Ersatz-Neutralpunktspannung präsentiert und ausgewertet. Danach wurden Aufwand
und Hindernisse bei der technischen Umsetzung dargelegt. Zuletzt wurde der Nutzen
vor dem Hintergrund des Anwendungsfalls einer WEA unter den gegebenen Randbe-
dingungen theoretisch und simulativ untersucht und im Hinblick auf Leistungsverluste,
Schaltharmonische und Bauteildimensionierung bewertet.
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Nachfolgend werden die wichtigsten Erkenntnisse aus den Untersuchungen zusammen-
gefasst. Ohne Berücksichtigung spezieller Randbedingungen können folgende verallge-
meinerte Aussagen getroffen werden:
− Beim klassischen 3L-NPC-Umrichter erfolgt die Ausbalancierung der NP-Span-
nung durch Ausnutzung der Redundanz der Schaltzustände der inneren Basis-
RZs auf Kosten zusätzlicher Schaltverluste. Gelingt beim erweitertem Umrichter
das Schalten der Zusatzhalbbrücke zur Ausbalancierung der NPE-Spannung ver-
lustlos, so ist die Zusatzhalbbrücke für den Normalbetrieb aufgrund geringerer
Gesamtschaltverluste bereits von Nutzen.
− Ob ein Umschaltvorgang der Zusatzhalbbrücke zu Beginn einer Abtastperiode
verlustlos erfolgen kann, hängt vom geschalteten Basis-RZ-Typ in den Basishalb-
brücken und somit von Modulationsverfahren, Modulationsgrad und Abtastme-
thode ab. Generell ist ein Umschalten jedoch immer möglich, wenn auch auf
Kosten zusätzlicher Schaltverluste.
− Bei Anwendung eines kontinuierlichen Modulationsverfahrens ist ein verlustloses
Schalten ausschließlich im Modulationsbereich 0 < M ≤ 0,577 zu erreichen.
Dies setzt jedoch voraus, dass das innere Hexagon des RZ-Diagramms des 3L-
Umrichters wie das RZ-Diagramm eines 2L-Umrichters behandelt wird.
− Im Gegensatz dazu bietet jedes diskontinuierliche Modulationsverfahren die Mög-
lichkeit zum verlustlosen Schalten in einem bestimmten Modulationsbereich, der
abhängig von der Art des Abtastverfahrens ist. Unter Voraussetzung der Verwen-
dung von ARS als die vorteilhafte Abtastmethode gilt dies für die 30°-DPWM
im Modulationsbereich 0 < M ≤ 0,644, für die 3L-60°-DPWM im Bereich
0,644 < M ≤ 1,155 und für die übrigen Verfahren im gesamten Modulations-
bereich.
− Die 2L-60°-DPWM erweist sich dabei als das einzige diskontinuierliche Verfah-
ren, welches über den gesamten Modulationsbereich hinweg den jeweils höchsten
Anteil möglicher verlustloser Umschaltzeitpunkte bietet. Dieser beläuft sich im
Bereich 0 < M ≤ 0,577 auf 50 % und steigt im Bereich 0,644 < M ≤ 1,155 von
Null auf ebenfalls 50 % an.
− Im Bereich des Überganges vom inneren ins äußere Hexagon des RZ-Diagramms
ist der Anteil möglicher verlustloser Umschaltzeitpunkte bei allen diskontinuier-
lichen Verfahren am geringsten. Bei einem Modulationsgrad von M = 0,644 liegt
dieser sogar bei Null.
− Der Aufwand für die technische Umsetzung des Ansteuerverfahrens ist aufgrund
der Anzahl an erforderlichen Messgrößen und der Komplexität des Algorithmus
als hoch einzuschätzen. Besondere Hindernisse stellen die Messung und Verarbei-
tung des NPE-Stroms sowie die Realisierung des Umschaltvorganges innerhalb
eines möglichst kurzen Zeitraumes in der Größenordnung weniger Prozent einer
Abtastperiode nach deren Beginn dar.
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Vor dem Hintergrund des vorliegenden Anwendungsfalls einer WEA unter Berücksich-
tigung der weiteren Randbedingungen konnten weiterhin folgende Erkenntnisse gewon-
nen werden:
− Im Hinblick auf das Bestreben, die Zusatzhalbbrücke verlustlos zu schalten, stellt
die netzseitige Ansteuerung des Umrichters aufgrund eingeschränkter Freiheits-
grade hinsichtlich Modulationsbereich und Modulationsverfahren den Worst-Case
dar.
− Dabei erweist sich die Verwendung der 3L-RZM im Modulationsbereich 0,8 ≤
M ≤ 1,01 aufgrund der Minimierung des WTHD-Wertes bei annähernd gleichen
Schaltverlusten zwischen den Verfahren als sinnvoll. Sie ermöglicht zu keinem
Zeitpunkt ein verlustloses Umschalten der Zusatzhalbbrücke.
− Im Modulationsbereich 1,01 < M ≤ 1,155 hingegen erweist sich aus gleichen
Gründen die Verwendung der 2L-60°-DPWM als sinnvoll, die in diesem Bereich
zu Beginn von mindestens 40 % aller Abtastperioden einen Zeitpunkt zum ver-
lustlosen Umschalten der Zusatzhalbbrücke bietet.
− Ein weiterer Vorteil der Zusatzhalbbrücke besteht darin, dass die Ausbalancie-
rung der NPE-Spannung beim erweiterten Umrichter im Vergleich zur Ausbalan-
cierung der NP-Spannung beim klassischen 3L-NPC-Umrichter unempfindlicher
auf Unsymmetrien und Oberschwingungen seitens der Netzspannung reagiert, da
sie einzig auf Basis der Messwerte von FC-Kondensatorspannung und Phasen-
strömen erfolgt.
− Die Zusatzhalbbrücke bietet den weiteren Vorteil, dass die beim 3L-NPC-Umrich-
ter immer vorliegende Konkurrenzsituation zwischen der Aufgabe der Spannungs-
balance und weiteren Optimierungszielen, die ebenfalls auf eine Ausnutzung der
Redundanz der Schaltzustände der inneren Basis-RZs angewiesen sind, aufgebro-
chen wird. Dadurch ergeben sich außerdem neue Möglichkeiten für den Einsatz
von Modulationsverfahren, die beim klassischen 3L-NPC-Umrichter aufgrund des
negativen Einflusses auf die NP-Spannung nicht denkbar wären, im Rahmen die-
ser Arbeit jedoch nicht näher betrachtet werden können.
− Eine Ausnutzung dieses Vorteils ist insbesondere hinsichtlich der Reduzierung der
Schaltverluste [123] und einer Vergleichmäßigung der Aufteilung der Verluste auf
die LHL-Bauelemente [127] möglich. Aufgrund der damit verbundenen geringe-
ren thermischen Belastung der LHL-Bauelemente ist auf diese Weise sogar eine
Erhöhung der Lebensdauer des Umrichters denkbar.
− Im Hinblick auf die Minimierung von Schaltharmonischen oder die Bauteildimen-
sionierung bietet die Zusatzhalbbrücke jedoch keinerlei Vorteile. Denn hierbei
muss berücksichtigt werden, dass der erweiterte Umrichter auch im Notbetrieb,
der dem eines klassischen 3L-NPC-Umrichters gleichkommt, in der Lage sein
muss, die in den Netzanschlussregeln geforderten Grenzwerte zulässiger Ober-
schwingungsströme einzuhalten und den elektrischen Belastungen standzuhalten.

6 Fehlerdetektion und Rekonfiguration
In Kapitel 3 wurden zwei fehlertolerante Vollumrichtertopologien auf Basis der 3L-
NPC-Struktur herausgearbeitet, die sich zum Zwecke der Erhöhung der Zuverlässig-
keit für den vorliegenden Anwendungsfall am geeignetsten erweisen. Dies waren zum
einen die Topologie mit einer zusätzlichen klassischen 3L-NPC-Halbbrücke (Top. XIV-
XIV) und zum anderen die Topologie mit einer zusätzlichen 3L-FC-basierten Halb-
brücke (Top. XVI-XVI). Auf die generelle Funktionsweise sowie auf die Ansteuerung
der Umrichter im Normal- und Notbetrieb wurde bereits detailliert eingegangen. Der
Umschaltvorgang zwischen dem Normal- und Notbetrieb wurde bislang jedoch nur grob
beschrieben. Das Ziel dieses Kapitels liegt darin, den Vorgang der Rekonfiguration für
beide Umrichtertopologien im Detail darzustellen und die weiteren Erfordernisse für
den Umschaltvorgang darzulegen.
Dazu startet Abschnitt 6.1 mit einer Analyse und Unterteilung der möglichen Feh-
lerarten beider Umrichtertopologien nach Auswirkung. Anschließend widmet sich Ab-
schnitt 6.2 der Detektion und Diagnose von Ventilfehlern, wobei zwischen Fehlern in
den Basishalbbrücken und Fehlern in der Zusatzhalbbrücke unterschieden wird. Ab-
schnitt 6.3 zeigt in Abhängigkeit von der Fehlerkategorie die erforderliche Prozedur für
den Rekonfigurationsvorgang auf. Abschließend werden die wichtigsten Erkenntnisse in
Abschnitt 6.4 zusammengefasst.
6.1 Fehlerbetrachtung
Innerhalb der beiden Umrichtertopologien ist zwischen Fehlern in äußeren und inneren
Ventilen der Basishalbbrücken und der Zusatzhalbbrücke zu unterscheiden, wobei je-
weils KS- und LL-Fehler möglich sind. Wie bereits in Absatz 3.3.3.6 dargelegt wurde,
können sämtliche Fehler ohne Leistungseinbußen toleriert werden. Bei jedem Fehler in
einem aktiv beteiligten Ventil findet zwangsläufig zunächst eine Strukturumschaltung
des Umrichters statt, die sich je nach Art des Fehlers unterscheidet. Die Auswirkungen
hinsichtlich der Gefahr von Folgeschäden und die erforderliche Prozedur zur Durchfüh-
rung eines Rekonfigurationsvorganges sind daher ebenfalls verschieden.
Tabelle 6.1 fasst für Topologie XIV-XIV zusammen, wie groß die Gefahr von Folge-
schäden einzuschätzen ist, sofern keine Maßnahmen zur Fehlerbehandlung getroffen
werden, und wie die Fehlerbehandlung gemäß Kategorisierung in Tabelle 6.7 aussehen
muss. Dabei sind zur Vollständigkeit auch denkbare Fehler in der Zusatzhalbbrücke
aufgelistet, obwohl dies lediglich eine theoretische Betrachtung ist, da die Zusatzhalb-
brücke aufgrund ihrer passiven Redundanz für den Normalbetrieb keine Bedeutung hat.
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Sx1,4 KS ja groß 14A
Sx1,4 LL ja groß 14B
Sx2,3 KS ja groß 14A
Sx2,3 LL ja groß 14B
S1,4 KS ja keine keine
S1,4 LL ja keine keine
S2,3 KS ja keine keine
S2,3 LL ja keine keine
Tab. 6.1: Bewertung der möglichen Fehlerarten von Topologie XIV-XIV nach Auswir-
kung und Klassifizierung nach Fehlerbehandlung gemäß Tabelle 6.7






Sx1,4 KS ja groß 16A
Sx1,4 LL ja gering 16B
Sx2,3 KS ja groß 16A
Sx2,3 LL ja gering 16B
S1,4 KS ja groß 16C
S1,4 LL ja groß 16C
S2,3 KS ja groß 16C
S2,3 LL ja groß 16C
S5,6 KS ja gering 16C
S5,6 LL ja groß 16C
Tab. 6.2: Bewertung der möglichen Fehlerarten von Topologie XVI-XVI nach Auswir-
kung und Klassifizierung nach Fehlerbehandlung gemäß Tabelle 6.7
Ein einzelner Fehler innerhalb der Zusatzhalbbrücke hätte weiterhin auch keine Struk-
turumschaltung zur Folge, so dass auf eine Fehlerisolierung verzichtet werden kann. In-
nerhalb der Basishalbbrücken geht insbesondere von KS-Fehlern eine hohe Gefahr von
Folgeschäden aus. Denn je nach Szenario mit zwei geschlossenen Ventilen und einem
im KS befindlichen Ventil würde sich über dem oberen oder unteren ZK-Kondensator
ein KS-Pfad ausbilden [81]. Aufgrund der in Absatz 3.3.3.1 beschriebenen möglichen
Vorgänge kann es jedoch auch beim Sperren aller Ventile nach erfolgter Fehlerdetekti-
on zu Folgeschäden in der gleichen Halbbrücke kommen, weshalb eine Fehlerisolierung
erforderlich ist. Die Gefahr von Folgeschäden bei LL-Fehlern wird ebenfalls als hoch
eingestuft, weil es zu einer unsymmetrischen Aufteilung der ZK-Spannung über den
beiden ZK-Kondensatoren und somit zu inakzeptabel hohen Spannungsbelastungen an
den Bauteilen kommen kann [81].






















































































































































Basishalbbrücke:   SZ +
Zusatzhalbbrücke: SZ 0
+
Basishalbbrücke:   SZ +
Zusatzhalbbrücke: SZ 0
-
Abb. 6.1: Entstehende Strompfade aufgrund eines KS-Fehlers eines Ventils in einer
Basishalbbrücke in Abhängigkeit vom Schaltzustand der Zusatzhalbbrücke
In gleicher Form fasst Tabelle 6.2 Auswirkungen und Klassifizierung von Fehlern in To-
pologie XVI-XVI zusammen. Im Vergleich zu Topologie XIV-XIV gibt es hinsichtlich
der Basishalbbrücken drei wesentliche Unterschiede. Erstens bildet sich der KS-Pfad
im Falle eines KS-Fehlers nicht über den ZK-Kondensatoren aus, sondern über der Zu-
satzhalbbrücke. Je nach Schaltzustand der Zusatzhalbbrücke wird der FC-Kondensator
entweder sprungartig entladen oder die volle ZK-Spannung angelegt. Abbildung 6.1
verdeutlicht dies beispielhaft anhand eines vorliegenden SZs + in einer der Basishalb-
brücken. Zweitens können LL-Fehler nicht zu Überspannungen in Folge einer unsym-
metrischen Aufteilung der ZK-Spannung über den ZK-Kondensatoren führen, weil die
Zusatzhalbbrücke die Ausbalancierung übernimmt. Drittens würde jedoch die Gefahr
von Überspannungen an einzelnen Ventilen der Basishalbbrücken in dem Fall bestehen,
wenn ein LL-Fehler in einem Ventil der Basishalbbrücken dazu führt, dass trotz eines
geschalteten Null-RZs oder äußeren RZs zu Anfang einer Abtastperiode kein NPE-
Strom von Null vorliegt. Würde nämlich in diesem Fall das Prozedere zum verlustlosen
Umschalten der Zusatzhalbbrücke gemäß Absatz 4.2.1.3 durchgeführt werden, dann
würde das in Absatz 4.2.1.2 dargelegte Szenario eintreten. Diese Gefahr wird jedoch
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durch die Messung und Auswertung des NPE-Stroms im Rahmen des Ansteuerver-
fahrens der Zusatzhalbbrücke gemäß Abbildung 4.11 gebannt. Es sei angemerkt, dass
diese Schutzmaßnahme in Tabelle 6.2 auch zu dem Aspekt Fehlerbehandlung gezählt
werden kann, so dass die Gefahr von Folgeschäden auch als groß eingeschätzt werden
kann. Da die Schutzmaßnahme jedoch bereits als Teil des Ansteuerverfahrens voraus-
gesetzt wird, wird die Gefahr von Folgeschäden ohne Fehlerbehandlung im Sinne von
zusätzlichen Maßnahmen als gering eingestuft.
Die 3L-FC-basierte Zusatzhalbbrücke weist aktive Redundanz auf, so dass jeder Fehler
eine Strukturänderung innerhalb der Topologie zur Folge hat. Bei einem KS-Fehler in
einem der äußeren Ventile der Zusatzhalbbrücke wird der FC-Kondensator schlagartig
der vollen ZK-Spannung ausgesetzt. Bei einem KS-Fehler in einem der inneren Ventile
der Zusatzhalbbrücke wird der FC-Kondensator sprungartig entladen. In beiden Fällen
kann es durch den entstehenden hohen KS-Strom zu Folgeschäden kommen. Weiterhin
ist die Gefahr groß, dass es wie bei den 3L-NPC-Halbbrücken aufgrund von Über-
spannung über dem verbleibenden geöffneten Ventil zu Folgeschäden kommt. Darüber
hinaus sind sogar Folgeschäden im gesamten Umrichter möglich, da eine fehlerhafte Zu-
satzhalbbrücke keine ausbalancierte Ersatz-Neutralpunktspannung mehr gewährleisten
kann und somit Überspannungen an einzelnen Ventilen der Basishalbbrücken die Folge
sein können. Gleiches gilt für LL-Fehler in der 3L-FC-basierten Zusatzhalbbrücke.
Ein LL-Fehler seitens eines der beiden Hilfsventile hätte nur für das Umschalten der
Zusatzhalbbrücke bei einem NPE-Strom ungleich Null Konsequenzen. Dann könnte das
in Absatz 4.2.1.4 beschriebene Verfahren zur Vermeidung von Überspannungen durch
Bereitstellung eines Freilaufpfades nicht greifen und Ventile in den Basishalbbrücken
könnten aufgrund von Überspannungen Schaden nehmen. Ein KS-Fehler seitens ei-
nes der beiden Hilfsventile hätte zur Folge, dass am FC-Kondensator schlagartig die
Spannung des oberen oder unteren ZK-Kondensators anliegt. Die dadurch kurzzeitig
entstehenden hohen Ströme könnten zwar zu Folgeschäden innerhalb der Zusatzhalb-
brücke führen. Da die Spannung am FC-Kondensator jedoch innerhalb eines vorgegebe-
nen Toleranzbandes ausbalanciert sein sollte und somit nahezu denen über den beiden
ZK-Kondensatoren gleicht, wird die Gefahr für Folgeschäden lediglich als gering einge-
stuft.
6.2 Detektion und Diagnose von Ventilfehlern
Die Detektion und Diagnose von Ventilfehlern ist eine Grundvoraussetzung, um die Ei-
genschaft der Fehlertoleranz der beiden betrachteten Umrichtertopologien überhaupt
erst ausnutzen zu können. Dabei muss im vorliegenden Fall im Rahmen der Fehler-
diagnose geklärt werden, in welchem Ventil ein Fehler aufgetreten ist und welche Art
von Fehler aufgetreten ist, um einen entsprechenden Rekonfigurationsvorgang inklusi-
ve Fehlerisolierung vornehmen zu können. Im Folgenden wird unterschieden zwischen
Ventilfehlern in den Basishalbbrücken und Ventilfehlern in der Zusatzhalbbrücke.
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6.2.1 Ventilfehler in den Basishalbbrücken
Die Strategie in diesem Unterabschnitt besteht darin, die grundsätzliche Übertragbar-
keit der Fehlerdetektions- und Diagnoseverfahren des klassischen 3L-NPC-Umrichters
auf die Basishalbbrücken der beiden erweiterten Topologien zu begründen. Daher wird
zunächst mit einem kurzen Literaturüberblick gestartet.
Die Detektion von KS-Fehlern in LHL-Ventilen in Verbindung mit einer schnellen kon-
trollierten Abschaltung gehört bereits seit mehr als zehn Jahren zu den standardmä-
ßigen Schutzmechanismen moderner zweistufiger Umrichter [128]. Derartige Schutz-
maßnahmen gehören inzwischen ebenfalls beim 3L-NPC-Umrichter zu den Standard-
funktionen [81], [129]. Die übliche Methode zur Detektion eines KS-Fehlers besteht
dabei in der Detektion eines Überstroms in der betroffenen Halbbrücke mit Hilfe der
Gate-Treiber der intakten Ventile [81]. Mit dem Wissen um den aktuellen Schaltzu-
stand in der betroffenen Halbbrücke und mit Hilfe des sich ausbildenden KS-Pfades
lässt sich weiterhin das defekte Ventil lokalisieren [81]. Zur Detektion und Diagnose
von LL-Fehlern in zweistufigen Umrichtern existiert eine Vielzahl von Verfahren [130].
Eine zuverlässige Methode stellt der Vergleich der Gate-Signale mit der Spannung über
dem entsprechenden Ventil dar, der in [78] und [131] auf den 3L-NPC-Umrichter an-
gewendet wird. Als Nachteil ist lediglich der zusätzliche Hardware-Aufwand pro Ventil
zu sehen, der insbesondere bei Multi-Level-Umrichtern ins Gewicht fällt. Daher wur-
den weitere Verfahren auf Basis einer Auswertung charakteristischer Merkmale von
Größen im Zeit- oder Frequenzbereich entwickelt, die sich hinsichtlich Anwendungsfall,
Hardware-Aufwand, erforderlicher Rechenleistung, Detektionszeit und Anfälligkeit ge-
genüber Fehlauslösung unterscheiden. Hier sind insbesondere die Verfahren aus [132],
[133], [134], [135], [81] und [129] zu nennen, die auch mit dem 3L-NPC-Umrichter in
Verbindung gebracht werden. Weiterhin existieren Methoden auf Basis von Fuzzy-Logik
[136] oder Neuronalen Netzen [137]. Eine detaillierte Betrachtung aller denkbaren Ver-
fahren zur Fehlerdetektion und -diagnose des klassischen Umrichters in Verbindung
mit der Fragestellung, welche dieser Verfahren für den vorliegenden Anwendungsfall
am vielversprechendsten erscheint, würde den Rahmen dieser Arbeit übersteigen. Los-
gelöst von dieser Thematik wird daher im Folgenden lediglich begründet, weshalb die
grundsätzliche Übertragbarkeit dieser Verfahren auf die erweiterten Topologien grund-
sätzlich möglich erscheint.
Bei Topologie XIV-XIV ist die Zusatzhalbbrücke passiv redundant. Unter der Voraus-
setzung, dass sich die Ventile der Zusatzhalbbrücke im gesperrten Zustand befinden, hat
sie keinerlei Auswirkungen auf den Normalbetrieb. Die resultierende Topologie im Nor-
malbetrieb entspricht daher exakt der Topologie des klassischen 3L-NPC-Umrichters.
Alle Verfahren zur Detektion und Diagnose von Ventilfehlern des klassischen 3L-NPC-
Umrichters können daher ohne Einschränkung auf die Topologie XIV-XIV übertragen
werden.
Topologie XVI-XVI weist im Vergleich zum klassischen Umrichter den Unterschied
auf, dass sich im Falle eines KS-Fehlers innerhalb der Basishalbbrücken kein KS-Pfad
über den ZK-Kondensatoren, sondern über dem FC-Kondensator ausbildet, wie in
Abbildung 6.1 dargestellt. Da die üblichen Verfahren zur Detektion von KS-Fehlern
beim 3L-NPC-Umrichter aber überwiegend auf einer Überstromerkennung mit Hilfe
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SZ Fehlermerkmal Fehlerart
0+ iNPE nie positiv, uFC steigt nie an LL-Fehler in S1
0+ iNPE nie negativ, uFC sinkt nie ab LL-Fehler in S3
0− iNPE nie positiv, uFC sinkt nie ab LL-Fehler in S2
0− iNPE nie negativ, uFC steigt nie an LL-Fehler in S4
Tab. 6.3: Fehlerdetektion für LL-Fehler in der Zusatzhalbbrücke des erweiterten 3L-
NPC-Umrichters (Top. XVI-XVI)
S5 S6 Fehlermerkmal Fehlerart
1 0 iNPE > 0, LL-Fehler in S5UDC über Sx1 für SZx = 0 (x ∈ {a, b, c})
0 1 iNPE < 0 LL-Fehler in S6UDC über Sx4 für SZx = 0 (x ∈ {a, b, c})
Tab. 6.4: Fehlerdetektion für LL-Fehler in den Hilfsventilen der Zusatzhalbbrücke des
erweiterten 3L-NPC-Umrichters (Top. XVI-XVI)
der Gate-Treiber der intakten geschlossenen Ventile basiert [81], können derartige Ver-
fahren ebenfalls bei dieser Topologie zur Anwendung kommen. Als weiterer Unterschied
ist zu nennen, dass Überspannungen aufgrund einer unsymmetrischen Aufteilung der
ZK-Spannung über den ZK-Kondensatoren nicht in Folge eines LL-Fehlers innerhalb
der Basishalbbrücken eintreten können, weil die Zusatzhalbbrücke die Ausbalancierung
übernimmt. Somit begrenzt dieser Aspekt nicht die maximal zulässige Detektionsdauer
eines LL-Fehlers, wie es beim klassischen 3L-NPC-Umrichter der Fall ist [81]. Dies ist
als weiterer Vorteil dieser Topologie zu werten. Weiterhin ist die Gefahr von Überspan-
nungen bei einem Umschaltprozedere für einen NPE-Strom von Null trotz Vorliegens
eines NPE-Stroms in Folge eines LL-Fehlers in einem Ventil der Basishalbbrücken durch
Messung und Auswertung des NPE-Stroms gebannt. In Bezug auf LL-Fehler erscheint
also die grundsätzliche Übertragbarkeit der Verfahren des klassischen Umrichters auf
Topologie XVI-XVI gegeben. Inwieweit jedoch charakteristische Merkmale von Größen
im Zeit- oder Frequenzbereich, die als Indikatoren für die Verfahren dienen, verändert
werden und welchen Einfluss das auf die Anwendbarkeit der Verfahren hat, kann im
Rahmen dieser Arbeit nicht geklärt werden.
6.2.2 Leerlauf-Ventilfehler in der Zusatzhalbbrücke
Wie in Abschnitt 6.1 dargelegt wurde, sind im Normalbetrieb Ventilfehler seitens der
Zusatzhalbbrücke lediglich bei Topologie XVI-XVI von Bedeutung. Im Gegensatz zu
den Basishalbbrücken wird die Gefahr von Folgeschäden durch LL-Fehler in der Zu-
satzhalbbrücke aus genannten Gründen als groß eingeschätzt.
Ein LL-Fehler in einem der vier Ventile der Zusatzhalbbrücke wird sich dadurch äußern,
dass in einem der beiden Schaltzustände entweder ein Lade- oder ein Entladevorgang
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Abb. 6.2: Messergebnisse: Zeitverläufe des erweiterten 3L-NPC-Umrichters (Top. XVI-
XVI) bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb bei
Auftreten eines LL-Fehlers (bei ca. t = 35 ms) in Ventil S1 der Zusatzhalb-
brücke (Parameter: UDC = 300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω,
Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM, ARS, fc/f1 = 51, M = 1)
Abb. 6.3: Messergebnisse: Zeitverläufe des erweiterten 3L-NPC-Umrichters (Top. XVI-
XVI) bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb bei
Auftreten eines LL-Fehlers (bei ca. t = 35 ms) in Ventil S4 der Zusatzhalb-
brücke (Parameter: UDC = 300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω,
Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM, ARS, fc/f1 = 51, M = 1)
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nicht mehr möglich ist, da der Strompfad unterbrochen ist. Der LL-Fehler lässt sich
dementsprechend durch Auswertung der Spannung über dem FC-Kondensator und des
NPE-Stroms gemäß Tabelle 6.3 detektieren und lokalisieren.
In den Abbildungen 6.2 und 6.3 sind Messergebnisse zu den Zeitverläufen von FC-
Kondensatorspannung, Umrichterausgangsströmen und NPE-Strom bei verlustlosem
Schalten der Zusatzhalbbrücke dargestellt für den Fall, dass in Ventil S1 bzw. S4 der
Zusatzhalbbrücke ein LL-Fehler auftritt. Die LL-Fehler wurden hardwareseitig mit Hil-
fe der in Anhang 10.4.3 beschriebenen Fehlerauslöseplatine emuliert. Für den LL-Fehler
in Ventil S1 wird deutlich, dass der NPE-Strom bei negativem Vorzeichen keine Ein-
schränkungen erfährt. Im positiven Bereich hingegen hängt es vom Schaltzustand der
Zusatzhalbbrücke ab, ob der NPE-Strom Null ist oder einen positiven Wert anneh-
men kann. In den Zeitbereichen, in denen der NPE-Strom Null ist, lassen sich die
negativen Auswirkungen auf die Qualität der Ausgangsströme des Umrichters fest-
stellen. Diese werden dadurch hervorgerufen, dass in den Basishalbbrücken, in denen
SZ 0 geschaltet ist, kein positiver Phasenstrom fließen kann. Weiterhin ist zu beob-
achten, dass die Kondensatorspannung in diesen Bereichen ebenfalls konstant bleibt,
da aufgrund des unterbrochenen Stromflusses auch kein Laden oder Entladen des FC-
Kondensators stattfinden kann. Auffällig ist diesbezüglich, dass die Bereiche konstanter
FC-Kondensatorspannung im negativen Bereich liegen, da das Ansteuerverfahren von
intakten Ventilen ausgeht, die auch im SZ 0+ ein Laden des FC-Kondensators ge-
währleisten können. Im Unterschied zum LL-Fehler in Ventil S1 kann im Falle eines
LL-Fehlers in Ventil S4 ein Ladevorgang des FC-Kondensators nicht im SZ 0− der
Zusatzhalbbrücke erfolgen, da dann ein negativer NPE-Strom ausgeschlossen ist.
In beiden vorliegenden Fällen ist das Ansteuerverfahren zwar noch in der Lage, ei-
ne ausbalancierte FC-Kondensatorspannung trotz LL-Fehlers in der Zusatzhalbbrücke
bereitzustellen. Dies kann jedoch nicht grundsätzlich vorausgesetzt werden. Aufgrund
der eingeschränkten Möglichkeit, den Ladezustand des FC-Kondensators mit Hilfe des
NPE-Stroms gezielt zu beeinflussen, ist es auch möglich, dass sich ein Ersatz-NP-
Potential ausprägt, welches in unzulässiger Höhe vom bereitzustellenden Sollpotential
abweicht. Sofern der Fehler nicht bereits durch Feststellung des in Tabelle 6.3 beschrie-
benen Fehlermerkmals detektiert werden kann, lässt sich weiterhin auch ein Toleranz-
band für die FC-Kondensatorspannung vorgeben, bei dessen Überschreiten spätestens
ein Fehler gemeldet und der Normalbetrieb eingestellt wird.
Ein LL-Fehler in einem der beiden Hilfsventile der Zusatzhalbbrücke würde dazu füh-
ren, dass beim Umschalten der Zusatzhalbbrücke bei einem NPE-Strom ungleich Null
je nach betroffenem Hilfsventil das positive oder negative ZK-Potential kurzzeitig für
die Dauer einer Ventiltotzeit auf das NPE-Potential gezogen wird. Somit kann es zu
Überspannungen an den äußeren Ventilen derjenigen Basishalbbrücken kommen, in de-
nen der SZ 0 vorliegt. In Bezug auf die Fehlerdetektion wird dieser Fehlertyp als pro-
blematischster angesehen, da die Möglichkeit zur Detektion erst dann besteht, sobald
die Hilfsventile in den Umschaltvorgang einbezogen werden. Als Fehlermerkmale kön-
nen daher zum einen Überspannungen an den äußeren Ventilen der Basishalbbrücken
herangezogen werden. Zum anderen kommt es mit Hinweis auf Abbildung 4.10 aus-
schließlich im Falle dieses Fehlertyps zu einem NPE-Strom ungleich Null, der mit Hilfe
des verwendeten Stromsensors detektiert werden kann. Diese Fehlermerkmale, die in
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SZ Fehlermerkmal Fehlerart
0+ Überstromdetektion S3, UFC → 0 KS-Fehler in S2
0+ Überstromdetektion S1, UFC → UDC KS-Fehler in S4
0− Überstromdetektion S2, UFC → 0 KS-Fehler in S3
0− Überstromdetektion S4, UFC → UDC KS-Fehler in S1
Tab. 6.5: Fehlerdetektion für KS-Fehler in der Zusatzhalbbrücke des erweiterten 3L-
NPC-Umrichters (Top. XVI-XVI)
S5 S6 Fehlermerkmal Fehlerart
0 0 uDC1 steigt an, uDC2 sinkt ab KS-Fehler in S5
0 0 uDC1 sinkt ab, uDC2 steigt an KS-Fehler in S6
Tab. 6.6: Fehlerdetektion für KS-Fehler in den Hilfsventilen der Zusatzhalbbrücke des
erweiterten 3L-NPC-Umrichters (Top. XVI-XVI)
Tabelle 6.4 zusammengefasst sind, sind für den Zweck der Fehlerdetektion allerdings
nur dann von Nutzen, sofern die von Überspannungen betroffenen Ventile innerhalb
der Basishalbbrücken kurzzeitig dieser Belastung standhalten können.
6.2.3 Kurzschluss-Ventilfehler in der Zusatzhalbbrücke
In Abschnitt 6.1 wurde erläutert, dass es bei einem KS-Fehler im gesperrten inne-
ren Ventil der Zusatzhalbbrücke zu einer plötzlichen Entladung des FC-Kondensators
kommt. Bei einem KS-Fehler im gesperrten äußeren Ventil wird am FC-Kondensator
schlagartig die volle ZK-Spannung angelegt. In beiden Fällen kommt es zu einem Über-
strom, der mit den in Unterabschnitt 6.2.1 genannten Verfahren zur Überstromer-
kennung durch die Gate-Treiber der intakten Ventile der Zusatzhalbbrücke detektiert
werden kann. Eine Lokalisierung ist zudem eindeutig mit Hilfe des auslösenden Gate-
Treibers und der Spannung über dem FC-Kondensator möglich, wie Tabelle 6.5 zeigt.
Bei einem KS-Fehler in einem der beiden Hilfsventile bildet sich hingegen kein KS-
Strom aus, weshalb auch die Überstromerkennung nicht zum Zwecke der Fehlerdetek-
tion verwendet werden kann. Hier bietet sich jedoch die Möglichkeit, das Verhalten
der Spannungen über den beiden ZK-Kondensatoren auszuwerten. Da die Hilfsventile
lediglich im Rahmen des Umschaltvorganges geschlossen werden, darf es darüber hin-
aus keinerlei signifikante Veränderung der Aufteilung der ZK-Spannung geben, da der
NP-Strom Null sein muss. Ist dieses nicht erfüllt, so liegt ein KS-Fehler vor. Über das
Lade- bzw. Entladeverhalten beider ZK-Kondensatoren infolge eines vorliegenden NP-
Stroms kann zudem eindeutig bestimmt werden, welches der beiden Hilfsventile einen
KS-Fehler aufweist, wie Tabelle 6.6 darstellt.
Abbildung 6.4 zeigt Messergebnisse für die Zwischenkreisspannung, die FC-Kondensa-
torspannung sowie die Umrichterausgangsströme und den NPE-Strom bei verlustlosem
Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb für den Fall, dass ein KS-Fehler im
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Abb. 6.4: Messergebnisse: Zeitverläufe des erweiterten 3L-NPC-Umrichters (Top. XVI-
XVI) bei verlustlosem Schalten der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb bei
Auftreten eines KS-Fehlers (bei t = 22 ms) im Hilfsventil S5 der Zusatz-
halbbrücke (Parameter: UDC = 300 V, CDC = CFC = 1650 µF, Rl = 15 Ω,
Ll = 1,5 mH, 2L-60°-DPWM, ARS, fc/f1 = 51, M = 1)
Hilfsventil S5 aufritt. Der Fehler wurde softwareseitig durch Ansteuerung des Ventils
mit einem hohen Pegel emuliert. Es wird deutlich, dass sich zwischen den Spannun-
gen über den beiden ZK-Kondensatoren nach Fehlereintritt eine deutlich erkennba-
re unsymmetrische Aufteilung einstellt, wobei uDC1 ansteigt und uDC2 absinkt. Der
Vorgang des Divergierens beider Spannungen ist unmittelbar nach Fehlereintritt am
stärksten ausgeprägt. Hier ist aufgrund des hinzukommenden NP-Stroms in Folge des
defekten Hilfsventils ein kurzzeitiger Einbruch des NPE-Stroms zu beobachten. Im
weiteren Verlauf klingt der Vorgang des Divergierens ab und es stellt sich eine gleich-
bleibende unsymmetrische Spannungsaufteilung ein. Das auftretende Phänomen lässt
sich im dargestellten Fall dadurch erklären, dass der obere ZK-Kondensator aufgrund
des unidirektionalen NP-Strompfades, in diesem Fall in Richtung iNP > 0, immer dann
der FC-Kondensatorspannung ausgesetzt wird, wenn diese größer ist als die Spannung
über dem oberen ZK-Kondensator. Somit kommt es zu einem Ausgleichsstrom, der
zum Laden des oberen ZK-Kondensators führt. Umgekehrt verhält es sich mit dem
unteren ZK-Kondensator. Somit wird die entstehende Differenz zwischen den Span-
nungen des oberen und unteren ZK-Kondensators von der Schwankungsbreite der FC-
Kondensatorspannung bestimmt.
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Kategorie Fehlerbehandlung
14A Fehlerdiagnose → Normalbetrieb aus (alle IGBTs auf) → Tx,y,z1,2
zu → Fx,y,(z) lösen aus → Rx1 auf → Rx3 zu → Rx2 zu →
Notbetrieb (mit 2 Basishalbbrücken und Zusatzhalbbrücke) ein
14B Fehlerdiagnose → Normalbetrieb aus (alle IGBTs auf) → Rx1 auf
→ Rx3 zu → Rx2 zu → Notbetrieb (mit 2 Basishalbbrücken und
Zusatzhalbbrücke) ein
16A Fehlerdiagnose → Normalbetrieb aus (alle IGBTs auf) → Tx,y,z1,2
zu → Fx,y,(z) lösen aus → Rx1, R1 auf → Rx3, R2 zu → Rx2 zu →
Notbetrieb (mit 2 Basishalbbrücken und Zusatzhalbbrücke) ein
16B (Fehlerdetektion durch NPE-Stromsensor → SZ der
Zusatzhalbbrücke beibehalten →) Fehlerdiagnose →
Normalbetrieb aus (alle IGBTs auf) → Rx1, R1 auf → Rx3, R2 zu
→ Rx2 zu → Notbetrieb (mit 2 Basishalbbrücken und
Zusatzhalbbrücke) ein
16C Fehlerdiagnose → Normalbetrieb aus (alle IGBTs auf) → R1 auf
→ R2 zu → Notbetrieb (mit 3 Basishalbbrücken) ein
Tab. 6.7: Prozeduren zur Fehlerbehandlung in Abhängigkeit von der Kategorie gemäß
Tabellen 6.1 und 6.2 (x ∈ {a, b, c}, x fehlerhaft, y, z intakt) unter Verwendung
der Bauteilbezeichnungen aus den Abbildungen 3.30 und 3.23
6.3 Rekonfiguration der fehlertoleranten Topologien
In den Tabellen 6.1 und 6.2 wurde jedem möglichen Ventilfehler innerhalb der beiden
Topologien eine Kategorie hinsichtlich der Fehlerbehandlung zugewiesen. Tabelle 6.7
fasst nun die erforderlichen Prozeduren zur Fehlerbehandlung im Rahmen des Rekon-
figurationsvorganges nach Eintritt eines Fehlers unter Verwendung der Bauteilbezeich-
nungen aus den Abbildungen 3.30 und 3.23 zusammen.
Dabei ist für Kategorie 16B, welche die LL-Fehlerfälle in den Basishalbbrücken von To-
pologie XVI-XVI betrifft, eine Besonderheit zu erläutern. Es ist möglich, dass bereits
im Rahmen der Messung des NPE-Stroms und dem Vergleich mit dem aktuell vorlie-
genden Basis-RZ als Schutzfunktion ein Fehler detektiert wird. In diesem Fall muss das
Umschalten der Zusatzhalbbrücke ausgesetzt werden, um Folgeschäden zu vermeiden.
Allerdings muss dann die Ansteuerung der Basishalbbrücken für die erforderliche Dauer
bis zur Ermittlung von Art und Lokalisierung des Fehlers im Rahmen der Fehlerdia-
gnose fortgesetzt werden. Der Vorgang ist innerhalb der Tabelle eingeklammert, weil
nicht alle Fehler in den Basishalbbrücken auf diese Weise frühzeitig detektiert werden.
Es werden durch diese Schutzfunktion nur diejenigen Fehler in den Basishalbbrücken
erfasst, die zu Beginn einer Abtastperiode einen NPE-Strom ungleich Null hervorru-
fen, obwohl ein Null-RZ oder ein äußerer RZ vorliegt, und somit eine Gefahr in Bezug
auf Folgeschäden darstellen. Alle restlichen Fehler werden mit Hilfe des eigentlichen
Verfahrens zur Fehlerdiagnose detektiert.
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6.4 Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurden die möglichen Arten von Ventilfehlern der beiden fehlerto-
leranten Umrichtertopologien, die in Kapitel 3 als die geeignetsten herausgearbeitet
wurden, zunächst hinsichtlich ihrer Auswirkungen analysiert. Basierend darauf wur-
de dargelegt, welche Möglichkeiten für die Detektion und Lokalisierung dieser Fehler
bestehen und wie das Prozedere des Rekonfigurationsvorganges aussehen muss. Im
Folgenden werden die wichtigsten Erkenntnisse zusammengefasst:
− In Topologie XIV-XIV mit passiv redundanter 3L-NPC-Zusatzhalbbrücke geht
ohne Maßnahmen zur Fehlerbehandlung sowohl von KS-Fehlern als auch von LL-
Fehlern seitens der Basishalbbrücken eine hohe Gefahr von Folgeschäden aus.
Bei KS-Fehlern bilden sich KS-Pfade über den ZK-Kondensatoren aus. Bei LL-
Fehlern kann es zu unsymmetrischer Aufteilung der ZK-Spannung auf die beiden
ZK-Kondensatoren und somit zu unzulässig hohen Spannungsbelastungen an den
Bauteilen kommen. Die Zusatzhalbbrücke ist für die Fehlerbetrachtung nicht re-
levant.
− In Topologie XVI-XVI mit aktiv redundanter 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke
geht seitens der Basishalbbrücken nur von KS-Fehlern eine hohe Gefahr von Fol-
geschäden aus, wobei sich KS-Pfade über dem FC-Kondensator ausbilden. LL-
Fehler können hingegen nicht zu unsymmetrischer Aufteilung der ZK-Spannung
führen, was als weiterer Vorteil dieser Topologie gewertet werden kann. Mit Aus-
nahme des KS-Fehlers in einem der Hilfsventile können alle Fehler in der Zusatz-
halbbrücke zu Folgeschäden am Umrichter führen, da sie die Spannungsbalance
beeinträchtigen.
− Die Übertragbarkeit von Verfahren zur Detektion und Lokalisierung von Ven-
tilfehlern des klassischen 3L-NPC-Umrichters auf die Basishalbbrücken der er-
weiterten Topologien XIV-XIV und XVI-XVI ist grundsätzlich gegeben. Bei KS-
Fehlern sind Verfahren auf Basis einer Überstromerkennung gängige Praxis. Bei
LL-Fehlern ist zusätzlicher Hardware- oder Rechenaufwand erforderlich.
− In Topologie XVI-XVI können KS-Fehler in der Zusatzhalbbrücke ebenfalls mit
Hilfe von Überstromerkennung detektiert werden. LL-Fehler in der Zusatzhalb-
brücke und KS-Fehler in den Hilfsventilen können mit Hilfe der vorliegenden
Messgrößen und des aktuellen Schaltzustandes ermittelt und lokalisiert werden.
Das gilt ebenso für LL-Fehler in den Hilfsventilen, sofern kurzzeitige Überspan-
nungen in Höhe der vollen ZK-Spannung für die Dauer einer Ventiltotzeit in
äußeren Ventilen der Basishalbbrücken nicht zu einem Ausfall führen.
− Für alle Ventilfehler, die im Hinblick auf die Ausnutzung der Fehlertoleranz re-
levant sind, existiert eine Prozedur für die Rekonfiguration, um nach erfolgter
Detektion und Lokalisierung vom Normal- in den Notbetrieb umzuschalten.
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7.1 Zusammenfassung und Fazit
Das Ziel dieser Arbeit bestand darin, die Möglichkeiten zur Ausstattung der für Fre-
quenzumrichter in Windenergieanlagen hoher Leistung am häufigsten eingesetzten drei-
stufigen NPC-Topologie als Vollumrichter mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz gegen-
über Ausfällen von LHL-Ventilen zu untersuchen. Dabei sollte vor dem Hintergrund
des vorliegenden Anwendungsfalls geklärt werden, welche Topologien mit Fokus auf
die Erhöhung der Zuverlässigkeit unter Berücksichtigung von Kosten und technischem
Aufwand überhaupt geeignet sind und welche den größten Nutzen mit sich bringen.
Weiterhin sollte analysiert werden, welche Besonderheiten sich im Vergleich zum klas-
sischen 3L-NPC-Umrichter ergeben, insbesondere im Hinblick auf die Ansteuerung. Im
Folgenden werden die Arbeit zusammengefasst und die wichtigsten Erkenntnisse dar-
gelegt. Es sei an dieser Stelle nochmals darauf hingewiesen, dass diese ebenfalls am
Ende eines jeden Kapitels in einer größeren Detailtiefe vorzufinden sind.
Nach einer Einleitung in das Thema und einem Kurzüberblick über die Arbeit in Kapi-
tel 1 wurde in Kapitel 2 zunächst die Problemstellung verdeutlicht, um die anschließend
formulierte Zielsetzung zu motivieren und den Beitrag der Arbeit mit Abgrenzung zu
bestehenden wissenschaftlichen Veröffentlichungen darzulegen. Es wurde herausgear-
beitet, dass der dreistufige NPC-Vollumrichter mit voller Antriebsleistung für hohe
Anlagenleistungen am vielversprechendsten erscheint und bereits heutzutage am häu-
figsten eingesetzt wird. Aufgrund der fehlenden Hardware-Redundanz besteht jedoch
ein großer Nachteil darin, dass ein einzelner Defekt eines LHL-Ventils bereits den Aus-
fall des Umrichters und somit der gesamten Anlage nach sich zieht. Die Ausstattung
des Umrichters mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz wurde als vielversprechende
Strategie herausgearbeitet, um die Zuverlässigkeit des elektrischen Umrichtersystems
wirksam zu erhöhen.
In Kapitel 3 erfolgten die Untersuchung und Bewertung der Möglichkeiten, die dreistu-
fige NPC-Topologie mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz auszustatten. Dazu wurden
die in Tabelle 10.1 aufgeführten 13 Topologien auf Basis modifizierter und 3 Topologien
auf Basis zusätzlicher Halbbrücken hinsichtlich Fehlertoleranz, ihrer Wirkung auf Ge-
samtzuverlässigkeit und Normalbetrieb, sowie technischem Aufwand und Kosten quali-
tativ und quantitativ analysiert. Dabei hat sich gezeigt, dass die betrachteten 13 Topo-
logien auf Basis modifizierter Halbbrücken für den Einsatz in Windenergieanlagen nicht
geeignet sind, da ihr Einfluss auf die Erhöhung der Zuverlässigkeit die erforderlichen
Kosten und die Einschränkungen hinsichtlich tolerierbarer Fehlerarten nicht rechtfer-
tigt. Im Gegensatz dazu kann konstatiert werden, dass alle 3 betrachteten Topologien
auf Basis zusätzlicher Halbbrücken grundsätzlich geeignet sind. Dies sind Topologien
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mit einer zusätzlichen passiv redundanten 3L-NPC-Halbbrücke (Top. XIV), einer re-
sonanten 3L-NPC-basierten Zusatzhalbbrücke (Top. XV) und einer 3L-FC-basierten
Zusatzhalbbrücke (Top. XVI), jeweils mit einer für die Fehlerisolierung erforderlichen
Trennschaltung. Sofern allein die Erhöhung der Zuverlässigkeit das Ziel ist, so wird die
Topologie XIV empfohlen, die sich diesbezüglich unter erheblich niedrigeren Kosten an-
nähernd so auswirkt wie ein zweites passiv redundantes Umrichtermodul. Das gewon-
nene Maß an Zuverlässigkeit ist dabei höher als der Faktor für die anfallenden Mehrkos-
ten. Sofern weiterhin das Ziel besteht, unter geringfügigen Einbußen hinsichtlich der
Zuverlässigkeit von der Möglichkeit zur Ausbalancierung der Neutralpunktspannung
durch die Zusatzhalbbrücke Gebrauch zu machen, werden die Topologien XV und XVI
als sinnvoll angesehen. Aufgrund von Vorteilen im Hinblick auf Kosten, Zuverlässigkeit
und technischem Aufwand wird die Topologie XVI mit einer 3L-FC-basierten Zusatz-
halbbrücke empfohlen. Die Klärung des Nutzens der vielversprechenden Möglichkeit
der Spannungsbalance durch die 3L-FC-basierte Zusatzhalbbrücke wurde als Ziel für
Kapitel 5 ausgegeben, setzt jedoch zunächst die Erarbeitung eines Ansteuerverfahrens
voraus, welches als primäres Ziel für Kapitel 4 vorgegeben wurde.
In Kapitel 4 wurde nach einer Darlegung der erforderlichen Grundlagen über die An-
steuerung von dreistufigen Umrichtern erläutert, wie die Ansteuerung der fehlertole-
ranten Topologie XVI mit 3L-FC-basierter Zusatzhalbbrücke im Normal- und Notbe-
trieb zu erfolgen hat. Für die Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb
wurde ein Ansteuerverfahren mit dem Ziel der Bereitstellung eines ausbalancierten
Ersatz-Potentials für die Neutralpunktspannung auf Basis einer Auswertung von FC-
Kondensatorspannung, ZK-Kondensatorspannungen und dem Mittelwert des Ersatz-
Neutralpunktstroms über einer Abtastperiode entwickelt. Letzterer wird zwar mit Hilfe
der Phasenströme und den Tastverhältnissen des mittleren Schaltzustandes in den drei
Phasen ermittelt. Dennoch ist die Verwendung eines Sensors zur Messung des Ersatz-
Neutralpunktstroms unumgänglich, damit Schalthandlungen der Zusatzhalbbrücke im
Falle eines Ventilfehlers in den Basishalbbrücken, die zu Folgeschäden am Umrichter
führen können, verhindert werden kann. Weiterhin hat sich aufgrund der Auswertung
des Mittelwertes des Ersatz-Neutralpunktstroms über einer Abtastperiode das Schal-
ten der Zusatzhalbbrücke gleich zu Beginn der Abtastperiode als wichtige Erfordernis
herausgestellt. Zudem hat sich gezeigt, dass das Umschaltprozedere davon abhängig ist,
ob ein Ersatz-Neutralpunktstrom von Null oder ungleich Null vorliegt, um die Gefahr
von Überspannungen an Ventilen der Basishalbbrücken zu bannen.
In Kapitel 5 wurde das entwickelte Verfahren zur Ansteuerung der 3L-FC-basierten
Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb im Rahmen theoretischer, simulativer und expe-
rimenteller Untersuchungen analysiert und der Nutzen der Zusatzhalbbrücke für den
Normalbetrieb geklärt. Dabei wurde die Frage, ob das Schalten der Zusatzhalbbrücke
verlustlos erfolgen kann, als zentraler Punkt angesehen. Ist dies nämlich der Fall, so
ergibt sich im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter, bei dem die Spannungsba-
lance durch Ausnutzung der Redundanz der Schaltzustände der inneren Basis-RZs auf
Kosten zusätzlicher Schaltverluste geschieht, der Vorteil geringerer Gesamtschaltverlus-
te. Es wurde herausgearbeitet, dass die Erfüllung dieser Forderung von Modulationsver-
fahren, Modulationsgrad und Abtastmethode abhängt. Dabei können die klassischen
kontinuierlichen Verfahren dieser Forderung nicht nachkommen. Bei den diskontinuier-
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lichen Verfahren weist die 2L-60°-DPWM im gesamten Modulationsbereich den jeweils
höchsten Anteil möglicher Zeitpunkte für verlustloses Schalten der Zusatzhalbbrücke
auf. Weiterhin ist die Verwendung von ARS als Abtastmethode in diesem Kontext
vorteilhaft. Nach der Darlegung dieser allgemeingültigen Erkenntnisse wurde der Nut-
zen der Zusatzhalbbrücke speziell vor dem Hintergrund des vorliegenden Anwendungs-
falls analysiert, bei dem die netzseitige Betrachtung im Hinblick auf das Bestreben,
die Zusatzhalbbrücke verlustlos zu schalten, aufgrund eingeschränkter Freiheitsgrade
hinsichtlich Modulationsbereich und Modulationsverfahren als Worst-Case angesehen
wird. Dabei hat sich herausgestellt, dass ein verlustloses Schalten der Zusatzhalbbrücke
im oberen Modulationsbereich von M > 1 möglich ist, da hier die Verwendung der
2L-60°-DPWM aufgrund der Minimierung des WTHD-Wertes bei annähernd gleichen
Schaltverlusten zwischen den Verfahren sinnvoll ist. Als weiterer Vorteil wurde heraus-
gearbeitet, dass die Spannungsbalance im Vergleich zum klassischen 3L-NPC-Umrichter
unempfindlicher auf Unsymmetrien und Oberschwingungen seitens der Netzspannung
reagiert. Weiterhin bietet die Zusatzhalbbrücke die Möglichkeit, Modulationsverfahren
zur Anwendung kommen zu lassen, die beim klassischen 3L-NPC-Umrichter aufgrund
des negativen Einflusses auf die NP-Spannung nicht möglich wären. Eine Ausnutzung
dieses Vorteils ist insbesondere hinsichtlich einer Reduzierung der Schaltverluste und
einer Vergleichmäßigung der Leistungsverluste denkbar. Den Vorteilen steht ein hoher
Aufwand zur technischen Umsetzung gegenüber, bei dem das Schalten der Zusatzhalb-
brücke zu Beginn einer Abtastperiode die größte Herausforderung darstellt.
In Kapitel 6 wurden die Fehlerarten der beiden empfohlenen fehlertoleranten Umrich-
tertopologien analysiert und basierend darauf Strategien hinsichtlich Fehlerdetektion
und Rekonfiguration abgeleitet. Es wurde in Theorie und Praxisanteilen gezeigt, dass
für alle Arten von Ventilfehlern in den Basishalbbrücken und der Zusatzhalbbrücke,
die im Hinblick auf die Ausnutzung der Fehlertoleranz relevant sind, Verfahren zur
Detektion und Prozeduren für einen Übergang vom Normalbetrieb in den Notbetrieb
existieren, so dass Folgeschäden am Umrichter vermieden werden können.
Als abschließendes Fazit kann gezogen werden, dass die in Unterabschnitt 2.2 vorge-
gebenen Ziele erreicht werden konnten. Aus der Idee, das elektrische Umrichtersystem
einer Windenergieanlage auf Basis der dreistufigen NPC-Topologie zwecks Erhöhung
der Zuverlässigkeit mit der Eigenschaft der Fehlertoleranz auszustatten, sind zwei kon-
krete Empfehlungen für geeignete Topologien hervorgegangen. Je nach Einzelfall muss
im Wesentlichen zwischen dem zu erzielenden Gewinn an Zuverlässigkeit, dem Wunsch
nach einer Reduzierung der Gesamtschaltverluste und dem akzeptablen Aufwand zur
technischen Umsetzung abgewogen werden, welche der beiden Topologien zum Einsatz
kommen sollte.
7.2 Ausblick
Die im Rahmen der Arbeit gesteckten Ziele konnten zwar erreicht werden. Jedoch sind
bei den Untersuchungen zusätzliche interessante Aspekte ins Blickfeld gerückt, deren
Betrachtung den Umfang dieser Arbeit überschritten hätte. Diese werden im Folgenden
mit Bezug zu den jeweiligen Kapiteln kurz dargelegt.
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In Kapitel 3 basierte die Analyse stellvertretend auf der Verwendung von IGBTs in
Presspack-Bauweise, da hierfür Kosten und Fehlerraten herausgefunden werden konn-
ten. Allerdings ist der Einsatz von IGCTs beim vorliegenden Anwendungsfall ebenfalls
üblich. Somit wäre es interessant, ob sich deren Kosten und Fehlerraten im vergleichba-
ren Größenbereich finden und die Ergebnisse übertragbar sind. Losgelöst vom vorliegen-
den Anwendungsfall wäre weiterhin die Ausweitung der Analysen zur Zuverlässigkeit
auf IGBTs in Modulbauweise interessant.
In Kapitel 4 wurde ein Ansteuerverfahren für die 3L-FC-basierte Zusatzhalbbrücke ent-
wickelt, bei dem der Umschaltvorgang zu Beginn einer Abtastperiode stattfinden muss.
Somit entscheidet der dort vorliegende Raumzeiger darüber, ob ein Umschaltvorgang
verlustlos durchgeführt werden kann. Um sich von dieser Abhängigkeit zu lösen, be-
steht jedoch Potential für die Entwicklung weitaus komplexerer Algorithmen, die den
optimalen Umschaltzeitpunkt innerhalb der Abtastperiode ermitteln, bei dem einer-
seits verlustlos geschaltet werden kann und andererseits eine gezielte Beeinflussung des
Ladezustandes des FC-Kondensators herbeigeführt werden kann. In Kapitel 4 wurde
weiterhin die Ansteuerung der Basishalbbrücken betrachtet. Vor dem Hintergrund, dass
die Aufgabe der Spannungsbalance vollständig von der Zusatzhalbbrücke übernommen
wird, entstehen im Hinblick auf die Verfolgung bestimmter Optimierungsziele, wie z.B.
einer Vergleichmäßigung der Leistungsverluste, neue Möglichkeiten für die Entwicklung
von Modulationsverfahren, die beim klassischen Umrichter aufgrund des negativen Ein-
flusses auf die Neutralpunktspannung nicht denkbar wären. Im Rahmen des Ausblicks
wird dieser Aspekt als der wichtigste angesehen und eine tiefergehende Untersuchung
empfohlen.
In Kapitel 5 wurde ein verlustloses Schalten der Zusatzhalbbrücke angestrebt, um ih-
ren Nutzen sicherzustellen. Allerdings ist es denkbar, dass selbst bei verlustbehaftetem
Schalten der Zusatzhalbbrücke im Modulationsbereich M < 1 die dort auftretenden
Schaltverluste geringer sind als die zusätzlich anfallenden Schaltverluste zum Ausba-
lancieren der Neutralpunktspannung durch die Basishalbbrücken beim klassischen 3L-
NPC-Umrichter. An dieser Stelle wäre eine Quantifizierung der Gesamtschaltverluste
und eine Gegenüberstellung interessant. Eine Ausweitung dieser Betrachtungen auf
die verschiedenen PWM-Verfahren wäre unter Berücksichtigung weiterer Aspekte, wie
etwa der WTHD-Werte und der Aufteilung der Leistungsverluste, ebenfalls sinnvoll,
wenn auch sehr aufwendig.
Neben der in den Kapiteln 4 und 5 betrachteten Topologie mit 3L-FC-basierter Zu-
satzhalbbrücke wäre außerdem eine analoge Untersuchung der ebenfalls geeigneten To-
pologie mit zusätzlicher resonanter 3L-NPC-Halbbrücke mit Induktivität interessant.
Möglicherweise gestaltet sich das verlustlose Schalten zwecks Spannungsbalance bei
dieser Topologie als einfacher, so dass ein weniger komplexer Algorithmus für die An-
steuerung zum Einsatz kommen kann.
In Kapitel 6 wurden mögliche Strategien für die Detektion und Diagnose von Ven-
tilfehlern sowie für die Rekonfiguration in den beiden empfohlenen fehlertoleranten
Umrichtertopologien vorgestellt. An dieser Stelle wären eine tiefergehende Analyse der
Verfahren zur Fehleranalyse, insbesondere für Ventilfehler in den Basishalbbrücken,
sowie eine experimentelle Erprobung der Strategien zur Rekonfiguration sinnvoll.
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10.1 Überblick über die fehlertoleranten
Umrichtertopologien
Nummer Beschreibung der Topologie Bezug
I 3L-NPC, klassisch S. 36
II 3L-NPC, Auslegung innere IGBTs für volle ZK-Spannung S. 38
III 3L-NPC, parallele Thyristoren zu inneren IGBTs,
Auslegung innere Ventile für volle ZK-Spannung
S. 39
IV 3L-NPC, parallele Thyristoren zu allen IGBTs, Auslegung
innere Ventile für volle ZK-Spannung
S. 40
V 3L-NPC, 2 antiparallele Thyristoren zwischen NP und
jedem Phasenabgriff, Auslegung innere IGBTs für volle
ZK-Spannung
S. 40
VI 3L-ANPC, klassisch S. 41
VII 3L-ANPC, Auslegung innere IGBTs für volle
ZK-Spannung
S. 42
VIII 3L-NPC, thyristorausgelöste Sicherungen im
Clamping-Pfad, Auslegung innere/äußere IGBTs für volle
ZK-Spannung
S. 43
IX 3L-ANPC, thyristorausgelöste Sicherungen im
Clamping-Pfad, Auslegung innere/äußere IGBTs für volle
ZK-Spannung
S. 43
X 3L-NPC, Reihen-/Parallelschaltung innere/äußere IGBTs S. 44
XI 3L-NPC, Parallelschaltung innere/äußere IGBTs S. 44
XII 3L-NPC, Reihenschaltung innere/äußere IGBTs S. 44
XIII 3L-NPC, Reihenschaltung innere IGBTs S. 44
XIV 3L-NPC, Erweiterung um klassische 3L-NPC-Halbbrücke S. 59
XV 3L-NPC, Erweiterung um 3L-NPC-basierte resonante
Halbbrücke mit Induktivität
S. 60
XVI 3L-NPC, Erweiterung um 3L-FC-basierte Halbbrücke S. 62




10.2 Zur Ermittlung der Zuverlässigkeitsfunktionen
10.2.1 Verknüpfungen von Ereignissen
Verknüpfungen von Ereignissen A und B [138]:
− Komplementäres Ereignis zu A:
Nicht Eintritt von A
Symbolische Schreibweise: A
− Vereinigung der Ereignisse A und B:
Eintritt von A oder Eintritt von B oder Eintritt von A und B gleichzeitig
Symbolische Schreibweise: A ∪B
− Durchschnitt der Ereignisse A und B:
Eintritt von A und B gleichzeitig
Symbolische Schreibweise: A ∩B
10.2.2 Verwendete Grundregeln der Stochastik
Wahrscheinlichkeit für Eintritt des zu A komplementären Ereignisses [138]:
P (A) = 1− P (A) (10.1)
Wahrscheinlichkeit für Eintritt der Vereinigung zweier beliebiger Ereignisse A und B
(Additionssatz) [138]:
P (A ∪B) = P (A) + P (B)− P (A ∩B) (10.2)
Additionssatz für zwei sich gegenseitig ausschließende Ereignisse A und B [138]:
P (A ∪B) P (A∩B)=0= P (A) + P (B) (10.3)
Wahrscheinlichkeit für Eintritt des Durchschnitts stochastisch unabhängiger Ereignisse
A, B und C [138]:
P (A ∩B ∩ C) = P (A) · P (B) · P (C) (10.4)
10.2.3 Erläuterungen und Herleitungen




+ 4 ·R1,23(t) ·R1,2(t)︸ ︷︷ ︸
∗2






Der Term innerhalb der Klammer beschreibt alle möglichen Szenarien für die
oberen vier bzw. unteren vier Ventile einer 3L-NPC-Halbbrücke mit reihenre-
dundant ausgeführten inneren und äußeren Ventilen, bei denen der Betrieb des
Umrichters aufrechterhalten werden kann.
Der Exponent lässt sich dadurch erklären, dass jede Gruppe dieser vier oberen
bzw. vier unteren Ventile einer Halbbrücke im Zuverlässigkeitsblockdiagramm ein
Reihenelement darstellt.
Szenarien:
∗1: Alle vier Ventile sind intakt. Dieser Fall ist nur ein Mal möglich.
∗2: Genau eines der vier Ventile ist defekt. Dieser Fall ist vier Mal möglich.
∗3: Genau zwei der vier Ventile sind defekt, wobei dies nicht beide inneren Ventile
sein dürfen. Dieser Fall ist fünf Mal möglich (Ventile 1 und 2, Ventile 1 und 3,
Ventile 1 und 4, Ventile 2 und 3 oder Ventile 2 und 4 defekt).
− Herleitung von Zuverlässigkeitsfunktion 3.36 (Erläuterungen siehe Seite 65):
RXV(t) = RHB
4(t) ·RS4(t) ·RL(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 3 ·RHB3(t) ·RHB(t) ·RS4(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB

















1 + 3 · e−4λSt · (1− e−λHBt)]
(10.6)
− Herleitung von Zuverlässigkeitsfunktion 3.37 (Erläuterungen siehe Seite 66):
RXV(t) = RHB
4(t) ·R6(t) ·RS2(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 3 ·RHB3(t) ·RHB(t) ·R6(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB

















1 + 3 · e−λ6t · (1− e−λHBt)]
(10.7)
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7(t) ·RS4(t) ·RL(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 6 ·RHB6(t) ·RHB(t) ·RS4(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB






1 + 6 · e−4λSt · (1− e−λHBt)]
(10.8)
Die Ermittlung der Terme innerhalb der Klammer erfolgt analog zur Ermittlung
der Terme für Zuverlässigkeitsfunktion 3.36. Der Unterschied besteht darin, dass
für die Vollumrichtervariante sieben anstelle von vier Halbbrücken betrachtet
werden. Weiterhin fließt bei der Vollumrichtervariante auch der Zwischenkreis in
die Funktion mit ein.




7(t) ·R6(t) ·RS2(t)︸ ︷︷ ︸
Normalbetrieb
+ 6 ·RHB6(t) ·RHB(t) ·R6(t)︸ ︷︷ ︸
Notbetrieb 1
+RHB






1 + 6 · e−λ6t · (1− e−λHBt)]
(10.9)
Die Ermittlung der Terme innerhalb der Klammer erfolgt analog zur Ermittlung
der Terme für Zuverlässigkeitsfunktion 3.37. Der Unterschied besteht darin, dass
für die Vollumrichtervariante sieben anstelle von vier Halbbrücken betrachtet
werden. Weiterhin fließt bei der Vollumrichtervariante auch der Zwischenkreis in
die Funktion mit ein.
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10.3 Grundlage der theoretischen und simulativen
Betrachtungen
Im Folgenden werden alle Randbedingungen aufgeführt, die für die theoretischen und
simulativen Betrachtungen von Relevanz sind. Dazu werden in Unterabschnitt 10.3.1
zunächst auf Basis der Nenndaten am Netzanschlusspunkt der betrachteten Anla-
ge Basisparameter für ein dimensionsloses Per-Unit-System aufgelistet. In Unterab-
schnitt 10.3.2 werden dann sämtliche Randbedingungen mit Bezug zur entsprechen-
den Textstelle im Überblick dargestellt. Dabei werden die Wahl von Schaltfrequenz
und Modulationsverfahren sowie die Auslegung von Netzfilter, ZK-Spannung und ZK-
Kapazität in den Unterabschnitten 10.3.3 bis 10.3.5 dargelegt. Zuletzt werden in Unter-
abschnitt 10.3.6 Informationen über die verwendeten Simulationsmodelle geliefert.
10.3.1 Basisparameter des dimensionslosen Per-Unit-Systems
Basisparameter Symbol Berechnungsformel Basiswert
Basiswirkleistung PB 6 MW
Basisleistungsfaktor cos (ϕB) 0,9
Basisscheinleistung




∣∣IB∣∣ ∣∣IB∣∣ = ∣∣SB∣∣ / (√3 · ∣∣UB∣∣) 1166,4 A
Basisfrequenz fB 50 Hz
Basiskreisfrequenz ωB ωB = 2pi · fB 2pi · 50 Hz
Basisperiodendauer TB TB = 1/fB 20 ms
Basisimpedanz
∣∣ZB∣∣ ∣∣ZB∣∣ = ∣∣UB∣∣2 / ∣∣SB∣∣ 1,6335 Ω
Basisinduktivität LB LB =
∣∣ZB∣∣ /ωB 5,2 mH




Tab. 10.2: Basisparameter des dimensionslosen Per-Unit-Systems auf Basis der Nenn-
daten am Netzanschlusspunkt der betrachteten Anlage
10.3.2 Randbedingungen im Überblick
Parameter Wert Bezug
Antriebstyp Drehzahlvariabel S. 20
Generatortyp PMSM S. 20
Umrichtertyp Vollleistungsumrichter S. 20
Tab. 10.3: Randbedingungen zum Antriebssystem
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Parameter Symbol Wert Bezug
Umrichtertopologie 3L-NPC-Vollumrichter S. 20
Zwischenkreisspannung UDC 5,5 kV S. 185
1,67 [p.u.] S. 185
ZK-/FC-Kondensatortyp Aluminium-Elektrolyt S. 30
Bemessungsspannung eines ZK-Kond. UB 3 kV S. 30
0,91 [p.u.] S. 175
Kapazität eines ZK-Kondensators CDC 3 mF S. 186
1,54 [p.u.] S. 186
Bemessungsspannung eines FC-Kond. UB 3 kV S. 186
0,91 [p.u.] S. 186
Kapazität eines FC-Kondensators CFC 3 mF S. 186
1,54 [p.u.] S. 186
Leistungshalbleitertyp Presspack-IGBT S. 20
Sperrspannung eines IGBTs UCES 4,5 kV S. 30
1,36 [p.u.] S. 175
Nennkollektorstrom eines IGBTs ICN 1,2 kA S. 30
1,03 [p.u.] S. 175
PWM-Verfahren (netzseitig)
... für 0,8 ≤M ≤ 1,01 3L-RZM S. 180
... für 1,01 < M ≤ 1,155 2L-60°-DPWM S. 181
Sampling Methode Asymmetric Regular S. 179
(Trägersignal synchron) S. 179
Trägerfrequenz
... bei kontinuierlicher PWM fc,kont 1650 Hz S. 179
33 [p.u.] S. 179
... bei diskontinuierlicher PWM fc,diskont 2550 Hz S. 179
51 [p.u.] S. 179
Effektive Schaltfrequenz
... bei kontinuierlicher PWM fs,eff,kont 825 Hz S. 179
16,5 [p.u.] S. 175
... bei diskontinuierlicher PWM fs,eff,diskont 850 Hz S. 179
17 [p.u.] S. 175
Ventil-Totzeit td,min 10 µs S. 181
0,003 [p.u.] S. 175
Tab. 10.4: Randbedingungen zum Umrichtersystem
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Parameter Notation Wert Bezug
Netzfrequenz fg 50 Hz S. 20
1 [p.u.] S. 175
Betrag verkettete Netzspannung
∣∣U g,LL∣∣ 3,3 kV S. 20
1 [p.u.] S. 175
Geforderte Wirkleistung am PCC PPCC,N 6 MW S. 20
1 [p.u.] S. 175
Betrag Nennscheinleistung am PCC
∣∣SPCC,N ∣∣ 6,67 MVA S. 185
1 [p.u.] S. 175
Netz-KS-Leistungsverhältnis am PCC SCR 20 S. 183
Betrag der Netzimpedanz
∣∣Zg∣∣ 81,7 mΩ S. 185
0,05 [p.u.] S. 175
Verhältnis Netzreaktanz zu -resistanz Xg/Rg 3 S. 185
Geforderter Leistungsfaktor am PCC cos (ϕPCC) 0,9ind/kap S. 185
1 [p.u.] S. 175
Netzanschlussrichtlinie BDEW 2008 [139] S. 181
Netzfiltertopologie LCL-Filter S. 181
Dämpfungsmethode Passive Dämpfung S. 181
Resonanzfrequenz des LCL-Filters ωres 2pi · 450 Hz S. 184
9 [p.u.] S. 175
Dämpfungsfaktor des LCL-Filters ζres 0,3 S. 184
Umrichterseitige Filterinduktivität Lfc 1 mH S. 184
0,192 [p.u.] S. 175
Netzseitige Filterinduktivität Lfg 0,5 mH S. 184
0,096 [p.u.] S. 175
Filterkapazität Cf 374,74 µF S. 184
0,192 [p.u.] S. 175
Dämpfungswiderstand Rfd 0,5663 Ω S. 184
0,347 [p.u.] S. 175
Tab. 10.5: Randbedingungen zum Netzanschluss
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Betriebspunkt 1: Betriebspunkt 2: Betriebspunkt 3:
Abb. 10.1: Zeigerdiagramme der Spannungen und Ströme für das Gesamtsystem gemäß
Abbildung 10.3 in den drei Betriebspunkten gemäß Absatz 10.3.5 für die
Parameter aus Tabellen 10.4 und 10.5 bei Grundschwingungsbetrachtung
Parameter Betriebspunkt 1 Betriebspunkt 2 Betriebspunkt 3
M 0,853 0,997 1,12
U c 1,66 kV · ej20,3◦ 1,94 kV · ej18,9◦ 2,18 kV · ej14,7◦
Ic 1,28 kA · ej37,4◦ 1,17 kA · ej13,9◦ 1,04 kA · e−j11,9◦
φc −17,1◦ 4,9◦ 26,6◦
cosφc 0,956 0,996 0,894
UPCC 1,89 kV · ej2,9◦ 1,93 kV · ej2,7◦ 1,97 kV · ej2◦
IPCC 1,18 kA · ej28,6◦ 1,15 kA · ej2,7◦ 1,13 kA · e−j23,9◦
φPCC −25,8◦ 0◦ 25,8◦
cosφPCC 0,9 1 0,9
Tab. 10.6: Übersicht über die wichtigsten Größen für das Gesamtsystem gemäß Abbil-
dung 10.3 in den drei Betriebspunkten gemäß Absatz 10.3.5 für die Para-
meter aus Tabellen 10.4 und 10.5 bei Grundschwingungsbetrachtung
10.3.3 Schaltfrequenz und Modulationsverfahren
Die Festlegung der Schaltfrequenz beeinflusst die Wahl des Modulationsverfahrens und
die anschließende Filterauslegung. Die Trägerfrequenz fc sollte bei einem dreistufigen
Netzpulsstromrichter als ungeradzahlig Vielfaches der dreifachen Grundschwingungs-
frequenz f1 gewählt werden, um Spannungsunsymmetrien und Harmonische geradzah-
liger Ordnung zu vermeiden [99], [124]. Die möglichen Trägerfrequenzen und die gemäß
der Formeln 4.8 und 4.16 resultierenden effektiven Schaltfrequenzen für kontinuierliche
und diskontinuierliche PWM-Verfahren sind in Tabelle 10.7 aufgelistet.
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fc/f1 fc fs,eff,kont fs,eff,diskont
3 · 3 = 9 450 Hz 225 Hz 150 Hz
5 · 3 = 15 750 Hz 375 Hz 250 Hz
7 · 3 = 21 1050 Hz 525 Hz 350 Hz
9 · 3 = 27 1350 Hz 675 Hz 450 Hz
11 ·3 = 33 1650 Hz 825 Hz 550 Hz
13 ·3 = 39 1950 Hz 975 Hz 650 Hz
15 ·3 = 45 2250 Hz 1125 Hz 750 Hz
17 ·3 = 51 2550 Hz 1275 Hz 850 Hz
19 ·3 = 57 2850 Hz 1425 Hz 950 Hz
Tab. 10.7: Mögliche Trägerfrequenzen fc mit ihren jeweiligen effektiven Schaltfrequen-
zen fs,eff bei kontinuierlicher und diskontinuierlicher Modulation für eine
Grundschwingungsfrequenz von f1 = 50 Hz
Wie im Folgenden deutlich wird, sollen die gewichteten Verzerrungsfaktoren der Um-
richterausgangsspannung in Abhängigkeit vom Modulationsgrad bei annähernd glei-
chen Schaltverlusten als Basis für die Festlegung des PWM-Verfahrens dienen. Um eine
annähernde Gleichheit der Schaltverluste zu gewährleisten, müssen die kontinuierlichen
und diskontinuierlichen Verfahren in etwa die gleiche effektive Schaltfrequenz aufweisen
[21]. Mit den heutigen LHL-Ventilen sind für dreistufige Umrichter der hier betrach-
teten Leistungsklasse Trägerfrequenzen von fc = 1 . . . 2 kHz möglich, wobei meistens
eine niedrige Trägerfrequenz, wie z.B. fc = 1050 Hz bei kontinuierlicher Modulation
[124] üblich ist, um Schaltverluste möglichst gering zu halten [99]. Die Entwicklung
von LHL-Ventilen wird jedoch weiter voranschreiten, so dass in Zukunft auch höhe-
re Schaltfrequenzen bei geringeren Schaltverlusten möglich sein werden [140], [141].
Da diese Arbeit in Bezug auf die Thematik der Fehlertoleranz auf zukünftige Ent-
wicklungen abzielt, wird hier eine höhere Schaltfrequenz zu Grunde gelegt. Die Wahl
fällt dabei auf ein Verhältnis von fc/f1 = 33 bei kontinuierlicher und fc/f1 = 51 bei
diskontinuierlicher Modulation.
Im zweiten Schritt wird das Modulationsverfahren ausgewählt. Dabei fällt die Wahl
der Abtastmethode auf das ARS, welches heutzutage aufgrund der geringeren Ver-
zerrungen üblicherweise zum Einsatz kommt [21]. Weiterhin wird davon ausgegangen,
dass das Trägersignal mit der Grundschwingung synchronisiert ist, da sich dies bei
Umrichtern höherer Leistung durchgesetzt hat [99]. Als Basis für die Wahl des Modu-
lationsverfahrens wird der Faktor der gewichteten harmonischen Verzerrung WTHD
(weighted total harmonic distortion) verwendet. Dieser gewichtet die niederfrequenten
Oberschwingungsanteile, die im Wesentlichen für den zu betreibenden Filteraufwand












Die Wahl des Modulationsverfahrens soll wie in [21] anhand dieses Faktors in Abhän-
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Abb. 10.2: Gewichtete Verzerrungsfaktoren WTHD der Umrichterausgangsspannung
in Abhängigkeit vom Modulationsgrad M für alle betrachteten kontinuier-
lichen (fc,kont/f1 = 33) und diskontinuierlichen (fc,diskont/f1 = 51) Modula-
tionsverfahren bei ARS
gigkeit vom Modulationsgrad bei annähernd gleichen Schaltverlusten erfolgen, wobei
das NTV-Prinzip beibehalten und nur der lineare Aussteuerbereich betrachtet werden
soll. Zu diesem Zweck wurden für alle in Abschnitt 4.1 betrachteten Modulationsver-
fahren unter Berücksichtigung der zuvor festgelegten Trägerfrequenzen die Spektren
der Umrichterausgangsspannung in Abhängigkeit vom Modulationsgrad mit Hilfe von
Simulationen aufgezeichnet und die gewichteten Verzerrungsfaktoren berechnet. Das
Resultat zeigt Abbildung 10.2. Dabei wurden die Spektralanteile mit Hilfe einer Fast
Fourier Transformation (FFT) ermittelt. Es ist darauf hinzuweisen, dass die Annahme
gleicher Schaltverluste bei ungefähr gleicher Schaltfrequenz nur eine Näherung ist, da
die Verluste nicht nur von der Anzahl an Schalthandlungen abhängen, sondern auch
vom Momentanwert des Phasenstroms [21].
Aus Abbildung 10.2 geht hervor, dass es kein Verfahren gibt, das über den gesamten li-
nearen Aussteuerbereich hinweg den niedrigsten WTHD-Wert aufweist. Diese Aussage
gilt ebenso bei Verwendung anderer effektiver Schaltfrequenzen gleicher Größenordnung
[21]. Um dennoch für jeden Modulationsgrad den minimal möglichen WTHD-Wert zu
erreichen, ist eine Umschaltung zwischen den PWM-Verfahren sinnvoll. Im vorliegen-
den Fall empfiehlt sich für den Bereich 0 ≤ M ≤ 1,01 die 3L-RZM, bei der sich die
Reduzierung der Schalthandlungen im Bereich des Nulldurchganges der Referenzsignale
positiv auf den Oberschwingungsgehalt auswirkt [21].
Oberhalb dieses Modulationsbereiches erweisen sich die diskontinuierlichen Verfahren














Abb. 10.3: Einphasiges Ersatzschaltbild des Gesamtsystems, bestehend aus Umrichter-
ausgangsspannung, LCL-Filter, PCC und Netz
In [21] wird jedoch herausgearbeitet, dass in diesem Modulationsbereich die 2L-60°-
DPWM gegenüber den 30°- und 120°-DPWM-Verfahren bei gleicher Schaltfrequenz
niedrigere Schaltverluste aufweist. Denn die Aufteilung der Halteintervalle auf zwei
60°-Abschnitte innerhalb einer Grundschwingungsperiode führt dazu, dass sowohl bei
der positiven als auch bei der negativen Halbwelle die betragsmäßigen Spitzenwerte des
Phasenstroms bei Leistungsfaktoren von bis zu cosφc = ±0,866 in das Halteintervall
fallen [21]. Bei der 3L-60°-DPWM schränkt sich dieser Bereich des Leistungsfaktors
noch weiter ein, da die Halteintervalle in Abhängigkeit vom Modulationsgrad verklei-
nert werden, wie in Absatz 4.1.3.2 dargestellt wurde. Um dadurch bedingte höhere
Schaltverluste innerhalb des betrachteten Modulationsbereiches ausschließen zu kön-
nen, wird hier die 2L-60°-DPWM für den Bereich 1,01 < M ≤ 1,155 verwendet.
Für die in Absatz 4.1.4.1 erläuterten einzuhaltenden Totzeiten zwischen dem Ein- und
Ausschalten der Ventile wird ein Wert von td,min = 10 µs verwendet. Dieser orien-
tiert sich an der Ausschaltverzögerung eines repräsentativen Presspack-IGBTs unter
Berücksichtigung einer zusätzlichen Reserve [142]. Das Einwirken von Methoden zur
Totzeitkompensation sowie zur Behandlung von minimalen Pulsweiten und anderen
nichtlinearen Effekten wird nicht weiter berücksichtigt, da ein solcher Detailgrad für
die Analysen als nicht erforderlich angesehen wird.
10.3.4 Netzfilter
Im dritten Schritt sollen exemplarisch Parameter für ein Netzfilter in einer realistischen
Größenordnung gefunden werden. Als eine der üblichen Filtertopologien für die Redu-
zierung von Oberschwingungen im Netzstrom wird das LCL-Filter verwendet [124],
wobei die Wahl der Methode zur Dämpfung der Filterresonanz in dieser Arbeit auf die
einfacher umzusetzende passive Dämpfung mit Hilfe eines zum Filterkondensator seriell
angeordneten Widerstands fällt. Ein einphasiges Ersatzschaltbild des LCL-Filters mit
der verwendeten Notation geht aus Abbildung 10.3 hervor. Die Auslegung der Filterpa-
rameter geschieht in Anlehnung an [124] und [143] unter Berücksichtigung der „Tech-
nischen Richtlinien für Erzeugungsanlagen am Mittelspannungsnetz“ des Bundesver-
bandes der Energie- und Wasserwirtschaft e.V. (BDEW) [139]. Die BDEW-Richtlinien
geben Grenzwerte gBDEW für die zulässigen Oberschwingungsströme im Netzanschluss-
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Ordnungszahl gBDEW/ AMVA gSCR / % gSCR / %
ν, µ 10 kV 20 kV 30 kV ·SCR
5 0,058 0,029 0,019 0,100 2,009
7 0,082 0,041 0,027 0,142 2,841
11 0,052 0,026 0,017 0,090 1,801
13 0,038 0,019 0,013 0,066 1,316
17 0,022 0,011 0,070 0,038 0,762
19 0,018 0,009 0,006 0,031 0,624
23 0,012 0,006 0,004 0,021 0,416
25 0,010 0,005 0,003 0,017 0,346
25<ν<40 0,25/ν 0,125/ν 0,075/ν 0,433/ν 8,660/ν(ungeradzahlig)
ν<40 0,06/ν 0,03/ν 0,02/ν 0,104/ν 2,078/ν(geradzahlig)
ν>40 0,18/ν 0,09/ν 0,06/ν 0,312/ν 6,235/ν
µ<40 0,06/µ 0,03/µ 0,02/µ 0,104/µ 2,078/µ
µ>40 0,18/µ 0,09/µ 0,06/µ 0,312/µ 6,235/µ
Tab. 10.8: Zur Einspeisung in das Mittelspannungsnetz gemäß [139] festgelegte Grenz-
werte der maximal zulässigen Oberschwingungsströme Iν und Zwischenhar-
monischenströme Iµ mit Umrechnung nach Formel 10.12 (SCR = 20)
punkt (PCC) in Abhängigkeit von der dortigen Kurzschlussleistung vor [139]:
Iν,µPCC∣∣SPCC,k∣∣ ≤ gBDEW (10.11)
Um die Filterwirkung anhand der Spektren der Umrichterausgangsspannung und des
PCC-Stroms in einem Diagramm darstellen zu können, ist eine Normierung der Ober-
schwingungsströme auf den Grundschwingungsstrom zweckmäßig. Dazu wird eine Mul-
tiplikation mit der Kurzschlussleistung





I1PCC,N=|IPCC,N |≤ gBDEW ·
∣∣SPCC,k∣∣ · 1∣∣IPCC,N ∣∣
= gBDEW ·
∣∣SPCC,k∣∣ · √3 · ∣∣UPCC,LL,N ∣∣∣∣SPCC,N ∣∣
|UPCC,LL,N |≈|Ug,LL|≈ gBDEW ·
√




Die daraus sich ergebenden Grenzwerte gSCR, für die sich nun eine Abhängigkeit
vom Netzkurzschlussleistungsverhältnis SCR (Short Circuit Ratio) und eine Unabhän-
gigkeit vom Netzspannungsniveau ergibt, sind zusammen mit den ursprünglich vom
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Abb. 10.4: Spektren der Umrichterausgangsspannung (schwarz) und des Stroms im
PCC (grün) für die gewählten Parameter sowie Grenzwerte des erlaubten
Stroms im PCC (rot), jeweils normiert auf die Grundschwingungsamplitude
BDEW angegebenen Richtlinien in Tabelle 10.8 zusammengefasst. Hierbei wurde in
Orientierung an [124] ein Netzkurzschlussleistungsverhältnis von SCR = 20 angenom-
men. Es ist anzumerken, dass für Oberschwingungen mit ungerader, durch drei teilbarer
Ordnung die in der Tabelle für die nächsthöhere ungeradzahlige Ordnungszahl ange-
gebenen Werte zu Grunde gelegt werden können, solange kein Nullsystem in das Netz
eingespeist wird [139].
Für die Auslegung der Filterparameter ist zunächst die Ermittlung eines sogenannten
Worst-Case-Spektrums (Virtual Harmonic Spectrum) für die Umrichterausgangsspan-
nung erforderlich [124]. Dazu wird jeweils der Modulationsgrad im relevanten Bereich
von 0,8 ≤ M ≤ 1,155 durchlaufen und die jeweils größte auftretende Frequenzkompo-
nente ermittelt [124]. Das Resultat des auf die Grundschwingungsspannung normierten
Worst-Case-Spektrums für die zuvor festgelegte Schaltfrequenz und das gewählte Mo-
dulationsverfahren ist im schwarz gefärbten Verlauf von Abbildung 10.4 zu sehen. Dabei
fallen insbesondere die Oberschwingungsanteile um den Bereich der beiden verwende-
ten Trägerfrequenzen auf. Weiterhin sind die in den BDEW-Richtlinien vorgegebenen
Grenzwerte für die auf den Grundschwingungsstrom normierten Oberschwingungsströ-
me im PCC in roter Färbung dargestellt.
Die Aufgabe des Filters besteht nun darin, alle Oberschwingungsanteile so weit zu
dämpfen, dass die Oberschwingungsströme unterhalb der Grenzwerte liegen. Die Über-
tragungsfunktion GLCL,R(s) des LCL-Filters mit einem zum Filterkondensator seriell







Lfc · Lfg ·
s+ 1
Rfd·Cf














































Abb. 10.5: Bode-Diagramm des gewählten LCL-Filters mit passiver Dämpfung










Die Wahl der Filterparameter geschieht nun in Form eines iterativen Prozesses an-
hand der sich ergebenden Spektren, wobei mögliche Parameterunsicherheiten, wie z.B.
Schwankungen der ZK-Spannung, nicht berücksichtigt werden. Im Gegenzug werden
jedoch auch keine ohmschen Widerstände der Filterelemente und Zuleitungen berück-
sichtigt, die zusätzlich einen dämpfenden Einfluss ausüben würden.
Als realistische Größenordnung wird zunächst der Gesamtinduktivität der Filterele-
mente ein Wert von Lfc+Lfg = 1,5mH (= 0,288 [p.u.]) zugewiesen. Als typischer Wert
für das Verhältnis der Induktivitäten wird Lfc/(Lfc+Lfg) = 2/3 gewählt [143], so dass
sich die Werte der Induktivitäten zu Lfc = 1 mH (= 0,192 [p.u.]) und Lfg = 0,5 mH (=
0,096 [p.u.]) ergeben. Um ein ausreichendes Dämpfungsverhalten im Bereich der Schal-
tharmonischen zu gewährleisten, wird die Resonanzfrequenz auf das Neunfache der
Grundschwingungsfrequenz gelegt [124]. Damit berechnet sich die Filterkapazität mit
Hilfe von Formel 10.14 zu Cf = 374,74 µF (= 0,192 [p.u.]).
Ein Dämpfungsfaktor von ζres = 0,3 erreicht weiterhin, dass sich alle Oberschwingungs-
anteile des PCC-Stroms um den Bereich der Resonanzfrequenz unterhalb der erlaub-
ten Grenzwerte befinden. Dies führt durch Formel 10.15 auf einen Wert von Rfd =
566,3 mΩ (= 0,347 [p.u.]) für den Widerstand zur passiven Dämpfung. Das Bode-
Diagramm des LCL-Filters mit dieser Auslegung ist in Abbildung 10.5 dargestellt.
Weiterhin ist das resultierende Spektrum des auf den Grundschwingungsstrom nor-
mierten PCC-Stroms mit grüner Färbung in Abbildung 10.4 zu sehen.
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Es sei nochmals darauf hingewiesen, dass hinsichtlich der Optimierung der Filterpara-
meter großer Spielraum vorhanden ist, um unterschiedliche Optimierungsziele zu ver-
folgen [143]. In dieser Arbeit soll jedoch keine Optimierung des Filters, sondern lediglich
eine Ermittlung von exemplarischen Parametern in einer realistischen Größenordnung
erreicht werden.
10.3.5 Zwischenkreisspannung und Zwischenkreiskapazität
In diesem Absatz sollen die letzten noch verbleibenden Parameter festgelegt werden,
die für die Untersuchungen in dieser Arbeit von Bedeutung sind, wobei die Festle-
gung der ZK-Spannung und der ZK-Kapazität im Fokus stehen. Das einphasige Er-
satzschaltbild des Gesamtsystems ist in Abbildung 10.3 dargestellt. Es besteht aus
Umrichterausgangsspannung U c, LCL-Filter, PCC und dem Netz, modelliert durch
eine Netzimpedanz Zg und die auf die Primärseite des Transformators bezogene Netz-
spannung U g. Es wird dabei von einem System mit drei Phasen und drei Leitern
ausgegangen. In Abschnitt 2.2 wurde eine geforderte Wirkleistungsabgabe am PCC
von PPCC,N = 6 MW (= 1 [p.u.]) vorgegeben. Je nach Anforderung muss diese Wirk-
leistung über einen bestimmten Bereich des Leistungsfaktors hinweg abzugeben sein,
wobei sich dieser Bereich in Anlehnung an [124] zwischen cosφPCC = 0,9 (= 1 [p.u.])
induktiv und kapazitiv erstrecken soll. Somit muss der Betrag der Nennscheinleistung
im PCC einen Wert von
∣∣SPCC,N ∣∣ = 6,67MVA (= 1 [p.u.]) aufweisen. Mit diesem Wert
kann anhand folgender Formel das Netzkurzschlussleistungsverhältnis SCR = 20 in
den Betrag der Netzimpedanz
∣∣Zg∣∣ = 81,7 mΩ (= 0,05 [p.u.]) umgewandelt werden:
SCR =
∣∣SPCC,k∣∣∣∣SPCC,N ∣∣ = 3 ·
∣∣U g∣∣2∣∣Zg∣∣ · ∣∣SPCC,N ∣∣ ⇒ ∣∣Zg∣∣ = 3 ·
∣∣U g∣∣2
SCR · ∣∣SPCC,N ∣∣ (10.16)
Mit der Annahme eines für ein Mittelspannungsnetz typischen Verhältnisses von Netz-
reaktanz zu Netzresistanz von Xg/Rg = 3 [144] können weiterhin der ohmsche und in-
duktive Anteil der Netzimpedanz bestimmt werden. Die Bereitstellung von induktiver
bzw. kapazitiver Blindleistung bei gleichzeitiger Wirkleistungsabgabe muss durch ein
Anheben bzw. Absenken der Spannung am PCC und somit durch ein entsprechendes
Stellen der Umrichterausgangsspannung erfolgen. Der dafür erforderliche Modulations-
grad ist abhängig von der ZK-Spannung.
Betrachtet man wie in Abbildung 10.6 den Modulationsgrad in Abhängigkeit von Wirk-
leistung und Leistungsfaktor, so kann die ZK-Spannung als Freiheitsgrad aufgefasst
werden, um den oberen Aussteuerbereich von M ≥ 0,8 innerhalb der relevanten Gren-
zen für Wirkleistung und Leistungsfaktor möglichst gut auszunutzen [124]. Neben den
bereits festgelegten Grenzen wird weiterhin die minimal bereitzustellende Wirkleistung
auf 10 % des Nennwertes begrenzt [139]. Es ergibt sich das in Abbildung 10.6 gezeigte
Diagramm, wobei eine ZK-Spannung von UDC = 5,5 kV (= 1,67 [p.u.]) in Anlehnung
an [124] als sinnvoller Wert gewählt wird, um zum einen den Modulationsbereich gut
auszunutzen und zum anderen noch Reserve zur Überwindung höherer Spannungsab-
fälle über den Filterelementen und der Netzimpedanz zur Verfügung zu haben.
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Abb. 10.6: Modulationsgrad in Abhängigkeit von der Wirkleistung für verschiedene
Leistungsfaktoren im relevanten Bereich dieser drei Größen mit den ge-
wählten Randbedingungen
Die Auslegung der ZK-Kapazität ist ein wesentlicher Aspekt bei der Dimensionierung
eines Umrichters und aufgrund der Beziehung zu anderen relevanten Aspekten ein viel
beachtetes Forschungsgebiet. Einerseits ist sie so gering wie möglich zu wählen, um das
Bauvolumen und die damit verbundenen Kosten möglichst gering zu halten [145]. An-
dererseits muss jedoch ein geeigneter Kompromiss gefunden werden, um zugleich weite-
ren Anforderungen, wie etwa in Bezug auf die Spannungsschwankungsbreite, der damit
verbundenen Bauteilbelastung und Qualität der Ausgangsspannung sowie hinsichtlich
der Stabilität der Regelkreise, zu genügen [143], [145]. Beim 3L-NPC-Umrichter kommt
hinzu, dass die ZK-Kapazität Einfluss auf den NP-Strom und somit auf die Balance
der NP-Spannung ausübt [59], [116]. Da in dieser Arbeit jedoch nicht die Optimie-
rung der ZK-Kapazität das Ziel ist, wird im Folgenden eine konservative Auslegung









Die ZK-Kapazität CDC wird so dimensioniert, dass im Falle eines Anstiegs der Wirkleis-
tung PDC ≈ PPCC von Null auf Nennwert innerhalb einer festgelegten Zeitdauer ∆tmin
eine bestimmte Spannungsschwankungsbreite ∆uDC,max nicht überschritten wird:
CDC,min ≈ 2 · PPCC,N ·∆tmin
uDC ·∆uDC,max (10.18)
Bei der festgelegten Spannungsfestigkeit der ZK-Kondensatoren von 3kV(= 0,91 [p.u.])
und der vorgegebenen Zwischenkreisspannung von 5,5kV (= 1,67 [p.u.]) ergibt sich eine
Spannungsschwankungsbreite von ∆uDC,max = 1kV (= 0,3 [p.u.]). Zusammen mit einer
minimalen Zeitdauer von einer effektiven Schaltperiode ∆tmin = 1/825Hz = 1,21ms(=
2pi · 0,06 [p.u.]) führt das zu einer minimal erforderlichen ZK-Kapazität von CDC,min =
2644,6 µF (= 1,36 [p.u.]). Unter Berücksichtigung einer Sicherheitsreserve wird diese
auf einen Wert von CDC = 3 mF (= 1,54 [p.u.]) erhöht. Gemäß der Ausführungen aus
Absatz 3.3.3.5 werden für Kapazität und Spannungsfestigkeit des FC-Kondensators die
gleichen Werte zu Grunde gelegt.
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Als Betriebspunkte sind insbesondere die beiden Betriebsgrenzen mit maximaler kapa-
zitiver bzw. induktiver Blindleistungsabgabe sowie der Betriebspunkt mit ausschließ-
licher Wirkleistungsabgabe am PCC interessant. Die vollständigen Zeigerdiagramme
der Spannungen und Ströme für das Gesamtsystem gemäß Abbildung 10.3, die sich
bei idealer Grundschwingungsbetrachtung für diese Betriebspunkte ergeben, sind in
Abbildung 10.1 dargestellt. Weiterhin sind in Tabelle 10.6 die sich ergebenden Werte
für die wichtigsten Größen aufgeführt.
10.3.6 Simulationsmodelle
Für die Simulation werden die Programme MATLAB (Version 7.9.0.529), Simulink
(Version 7.4) und PLECS (Version 3.5.5) verwendet, wobei PLECS als Blockset in
die Simulink-Umgebung eingebunden wird. In PLECS werden ein Modell des klassi-
schen 3L-NPC-Umrichters sowie ein Modell des erweiterten Umrichters mit 3L-FC-
basierter Zusatzhalbbrücke umgesetzt. Weiterhin werden Anbindungen, wie z.B. Netz-
filter und Netzspannung, ebenfalls innerhalb der PLECS-Umgebung berücksichtigt.
Darüber hinaus werden die erforderlichen Totzeiten beim Schalten der Ventile innerhalb
der Basishalbbrücken sowie der Zusatzhalbbrücke entsprechend der Abbildungen 4.11
und 4.12 mit Hilfe von PLECS realisiert. Alle Modulationsverfahren für die 3L-NPC-
Halbbrücken gemäß Abschnitt 4.1 sowie das Ansteuerverfahren der Zusatzhalbbrücke
gemäß Abschnitt 4.2 werden in Simulink mit Hilfe von MATLAB s-functions imple-
mentiert. In Simulink werden weiterhin Oberschwingungen und Unsymmetrien der
Netzspannung modelliert. MATLAB dient zur Implementierung aller erforderlichen
Parameter, u.a. der Randbedingungen gemäß Anhang 10.3.2, sowie zur Durchführung
sämtlicher Berechnungen und Analysen.
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10.4 Grundlage der experimentellen Betrachtungen
Für die Durchführung experimenteller Untersuchungen, aber auch zur Abschätzung
des Aufwandes sowie zur Aufdeckung von Hindernissen bei der technischen Umsetzung
wurde ein Umrichterteststand eigenständig konzipiert und aufgebaut. Nachfolgend wer-
den ein Überblick über den Teststand gegeben sowie Leistungsteil und Steuerteil sepa-
rat beschrieben. Weiterhin werden Informationen zu verwendeten Komponenten und
Kenngrößen des Umrichters sowie Angaben zu verwendeten Geräten und Messmitteln
geliefert.
10.4.1 Überblick über den Laborteststand
Die Gesamtstruktur des Laborteststandes geht aus Abbildung 10.7 hervor, wobei Leis-
tungsteil und Steuerteil des Umrichters in nachfolgenden Unterabschnitten separat be-
schrieben werden. Der Aufbau wurde so konzipiert, dass wahlweise der Betrieb als
klassischer 3L-NPC-Umrichter gemäß Abbildung 3.1 oder als erweiterter Umrichter mit
Zusatzhalbbrücke im Normalbetrieb gemäß Abbildung 4.8 oder im Notbetrieb gemäß
Abbildung 4.14 möglich ist. Dabei wurde das in den Flussdiagrammen 4.11 und 4.12
illustrierte Verfahren zur Ansteuerung der Zusatzhalbbrücke implementiert. Für die
Ansteuerung der Basishalbbrücken kann zwischen sämtlichen Modulationsverfahren,
die in Abschnitt 4.1 dargelegt wurden, ausgewählt werden. Weiterhin bietet der Auf-
bau die Möglichkeit, Verfahren zur Diagnose von LL-Fehlern zu erproben.
10.4.2 Leistungsteil des Umrichters
Der Leistungsteil des Umrichters, dessen Schaltungstopologie ebenfalls aus Abbildung
10.7 hervorgeht, besteht im Kern aus vier 3L-NPC-Halbbrückenmodulen und dem
Spannungszwischenkreis. Eine der vier Halbbrückenmodule wurde durch Erweiterung
um den FC-Kondensator in die 3L-FC-basierte Zusatzhalbbrücke umgewandelt. Die
zwischen den beiden Clamping-Dioden befindlichen Abgriffe aller Halbbrückenmodule
sind miteinander fest verdrahtet und über zwei antiparallel geschaltete diskrete IGBTs
mit antiparalleler Freilaufdiode an den Neutralpunkt des Umrichters angebunden. Die-
se stellen die beiden Hilfsventile dar. Gemessen werden die ZK-Spannungen, die FC-
Kondensatorspannung sowie die Phasenströme und der Ersatz-Neutralpunktstrom mit
Hilfe von Sensoren. Darüber hinaus besteht die Möglichkeit, bis zu drei weitere Span-
nungen zu messen, z.B. zur Erprobung von Verfahren zur Fehlerdiagnose.
Um den Betrieb des klassischen Umrichters zu ermöglichen, werden die Ventile der
Zusatzhalbbrücke dauerhaft gesperrt und die beiden Hilfsventile dauerhaft geschlossen.
Um den Notbetrieb der erweiterten Topologie zu realisieren kann der Ausgangsabgriff
der Zusatzhalbbrücke, also der Ersatz-Neutralpunkt, mechanisch von den zwischen















































































































Messwertaufnahme (Skalierung und Offset)
Softwareseitiger Schutz gegen Überspannung und Überstrom
Winkelbestimmung des Umrichterstroms (PLL)
Codierung von Modulationsgrad (8 bit) und Stromwinkel (12 bit)












Realisierung der Kommunikation zwischen dSpace und TriCore
Hardwareseitiger Schutz gegen fehlerhafte Ansteuerung der
Halbbrücken (Verhinderung unerlaubter Schaltzustände)
·
(Pegelwandlung)





Generierung der Ansteuersignale für die NPC-Halbbrücken·
Decodierung von Modulationsgrad und Stromwinkel·
(mit Hilfe verschiedener Modulationsverfahren)
Generierung der Ansteuersignale für die Zusatzhalbbrücke










































































































































































































































































































































Abb. 10.8: Leistungsteil des Umrichters mit Treiberplatinen und Gate-Treibern (1), 3L-
NPC-Halbbrücken-Ventilen (2), Zusatzhalbbrücken-Ventilen (3) mit Hilfs-
ventilen (4), FC-Kondensatoren (5), ZK-Kondensatoren (6), Gleichrichter
(7), Spannungsmessungen (8) und Stromsensoren (9)
Abbildung 10.8 zeigt ein Foto des Leistungsteils inklusive Beschriftung der einzelnen
Komponenten. Tabelle 10.9 enthält Informationen über die verwendeten Komponenten
und über die Auslegung des Umrichters. Es sei darauf hingewiesen, dass die Bemes-
sungsspannung der ZK-Kondensatoren von 700 V sowie die Sperrspannung der IGBTs
von 600 V so gewählt sind, dass bei geladenem Zwischenkreis selbst im Falle einer
vollständig unsymmetrischen Aufteilung der ZK-Spannung von maximal 565V auf die
ZK-Kondensatoren kein Schaden zu erwarten ist.
10.4.3 Steuerteil des Umrichters
Die Ansteuerung des Umrichters findet durch ein Zusammenspiel des Echtzeitsystems
dSpace 1103 und dem Mikrocontroller TriCore TC1796 statt. Abbildung 10.7 verdeut-
licht die Kommunikation zwischen diesen beiden Systemen und der weiterhin betei-
ligten Hardware-Peripherie sowie deren Funktionen innerhalb des Aufbaues. In Abbil-













Abb. 10.9: Steuerteil des Umrichters mit Spannungsmessplatinen (1, 2), Strommess-
platinen (3, 4), dSpace 1103 Panel (5), TriCore-Adapterplatine (6), Tri-
Core TC1796 (7), LL-Fehlerauslöseplatine (8), Ansteuerplatinen (9) und
Fehlersignalplatine (10)
Mit Hilfe von Messplatinen erfolgt zunächst die Aufnahme von Messwerten für die
obere und untere ZK-Spannung, die FC-Spannung sowie für die Phasenströme und
den Ersatz-NP-Strom. Weiterhin können bis zu drei zusätzliche Spannungsmessun-
gen für den Zweck der Fehlerdiagnose vorgenommen werden. Die Messwerte werden
nach Pegelwandlung galvanisch getrennt an das dSpace-Panel geführt und es erfolgt
eine A/D-Wandlung. Neben diesen Messgrößen erhält das dSpace-System weiterhin
durch die Bedienoberfläche Control Desk Parameter, die in Echtzeit durch den Bedie-
ner variabel vorgegeben werden können. Dazu zählen die Signale Enable und Reset
zum Freigeben der Ansteuerplatinen, die Wahl der Betriebsart (Betrieb als klassischer
3L-NPC-Umrichter oder als erweiterter Umrichter mit Zusatzhalbbrücke), die Wahl
zwischen zwei beliebig vorgewählten Modulationsverfahren, der Modulationsgrad und
die Weite des Toleranzbandes für die FC-Kondensatorspannung. Weiterhin können alle
Messgrößen und internen Parameter durch den Control Desk visualisiert werden.
Auf Basis der Messgrößen und der vorgegebenen Parameter führt das dSpace-System
eine Reihe implementierter Funktionen aus. Hierzu gehören die Messwertverarbeitung,
softwareseitige Funktionen zum Schutz des Umrichters gegen Überspannungen und
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Überströme sowie die Aufbereitung der Messwerte für den TriCore in Form von Abfra-
geergebnissen, die gemäß der Abbildungen 4.11 und 4.12 für die Ansteuerung der Zu-
satzhalbbrücke erforderlich sind. Weiterhin wird zur Vorbereitung der TriCore-seitigen
Berechnung des Mittelwertes des NPE-Stroms über eine Abtastperiode der aktuelle
Winkel des Umrichterausgangsstroms mit Hilfe einer PLL ermittelt. Dieser wird mit
einer Auflösung von 12 bit für den TriCore codiert, ebenfalls der Modulationsgrad mit
einer Auflösung von 8 bit. Weiterhin besteht die Möglichkeit der Implementierung von
Verfahren zur Fehlerdiagnose auf dem dSpace-System. Eine selbst konzipierte und ge-
fertigte TriCore-Adapterplatine ermöglicht die Kommunikation zwischen dSpace und
TriCore sowie der Hardware zur Aufnahme der Ansteuersignale und Freigabesignale.
Zudem ist ein hardwareseitiger Schutz gegen fehlerhafte Ansteuerung vorgesehen, der
das Anlegen unerlaubter Schaltzustände zum Schutz des Umrichters verhindert. Auf
dem TriCore selbst sind die verschiedenen PWM-Verfahren zur Ansteuerung der 3L-
NPC-Halbbrücken sowie das Ansteuerverfahren für die Zusatzhalbbrücke implemen-
tiert. Um zudem das dSpace-System mit dem TriCore zu synchronisieren, generiert der
TriCore ein Trigger-Signal nach Ablauf einer Abtastperiode.
Die vom TriCore generierten Ansteuersignale werden schließlich über eine selbst konzi-
pierte und gefertigte LL-Fehlerauslöseplatine an die drei Ansteuerplatinen geführt. Die
Fehlerauslöseplatine bietet zum Test von Verfahren zur Detektion von LL-Fehlern die
Möglichkeit, beim Ansteuersignal eines beliebig wählbaren Ventils der vier Halbbrücken
durch Tastendruck sprungartig einen dauerhaft niedrigen Pegel auszulösen und somit
einen LL-Fehler zu emulieren. Die drei Ansteuerplatinen können jeweils sechs Signale
mit Hilfe von Lichtwellenleitern (LWL) an eine entsprechende Treiberplatine führen.
Um die Freigabesignale der drei Ansteuerplatinen zu synchronisieren, kommt eine selbst
konzipierte und gefertigte Fehlersignalplatine zum Einsatz. Diese sorgt dafür, dass alle
Ansteuerplatinen im Falle eines fehlenden Freigabesignals seitens der Treiberplatinen
oder der Messplatinen, z.B. aufgrund einer Überspannungsdetektion, zum Schutz des
Umrichters gleichzeitig gesperrt werden. Auf den Treiberplatinen ist für jedes anzu-
steuernde Ventil eine Treiberkarte vorgesehen, die aus dem jeweiligen LWL-Signal eine
für die Ansteuerung der IGBTs geeignete Gate-Spannung generiert, die schließlich an
das entsprechende Ventil des Umrichters geführt wird.
In Tabelle 10.9 im Anhang sind neben den Kenngrößen des Umrichters auch die verwen-
deten Parameter für die Ansteuerung aufgeführt. Dabei wurden die Randbedingungen
aus den theoretischen und simulativen Untersuchungen gemäß Abschnitt 10.3 weitest-
gehend übernommen. Dies betrifft die verwendeten Trägerfrequenzen, die daraus resul-
tierenden effektiven Schaltfrequenzen sowie die Abtastmethode. Das PWM-Verfahren
hingegen kann mit Hilfe der Bedienoberfläche Control Desk frei ausgewählt werden.






Passiver Gleichrichter IGBT-Modul B6
Hersteller: Eupec
Typbezeichnung: BSM75GD120DLC
Kollektor-Emitter Sperrspannung eines IGBTs: 1200 V
Kollektor-Dauergleichstrom eines IGBTs: 75 A
3L-NPC-Halbbrücke / IGBT-Modul NPC
3L-FC-basierte Hersteller: Infineon
Zusatzhalbbrücke Typbezeichnung: F3L50R06W1E3-B11
Kollektor-Emitter Sperrspannung eines IGBTs: 600 V








Oberer / unterer Jeweils zwei Kondensatoren in Anordnung 2s1p




Bemessungsspannung: 2 · 350 V
Kapazität: (1/2) · 3300 µF
Echtzeitsystem Real-Time Single-Board Control System
Hersteller: dSpace
Typbezeichnung: 1103 PPC Controller Board
PowerPC Processor PPC750GX
CPU Clock Frequenz: 1 GHz
Mikrocontroller 32-Bit TriCore-basierter Mikrocontroller
Hersteller: Infineon
Typbezeichnung: TC1796
Maximale CPU Clock Frequenz: 150 MHz
Trägerfrequenz bei kontinuierlicher PWM: 1650 Hz
Trägerfrequenz bei diskontinuierlicher PWM: 2550 Hz
Sampling Methode: ARS (Trägersignal synchron)
Ventiltotzeit: 2 µs
Tab. 10.9: Verwendete Komponenten und Kenngrößen des Umrichters
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(Mit verwendetem 16 A-Adapter: 0...7 kW)
Stelltransformator Hersteller: Ismet Transformatoren GmbH
Typbezeichnung: DRSE 720627/1
Primärspannung: 3× 400 V





Spannung: 3× 0...230/400 V
Stromeinstellbereich: 0,6...29A bei 3× 230/400V, 50Hz
Lastinduktivität Hersteller: Moeller
Induktivität: 3× 1,5 mH (0...10 % Toleranz)
Bemessungsfrequenz: 50...60 Hz
Maximale Spannung: 1000 V
Maximaler Strom: 150 A








Differenztastkopf Hersteller: Elditest Electronic
Typbezeichnung: Differential Probe GE 8115
Maximale Eingangsspannung: 1500 V
Bandbreite/Dämpfung: 20 MHz/1000x, 30 MHz/100x
Genauigkeit: 3 %
Stromsensor Hersteller: LEM
(Messung iNPE, ic) Typbezeichnung: HAL 50-S
Primärer Nennstrom: 50 A
Genauigkeit: 1 %
Strommesszange Hersteller: Fluke
Typbezeichnung: i200s AC Current Clamp
Primärer Nennstrom: 20 A, 200 A
Genauigkeit: 1,5 % (48...65 Hz)
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